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ÉTUDE DU COMPORTEMENT SOUS IMPACT D’UNE 




Cette thèse a pour objet l’étude du comportement d’un nouveau système de galerie de 
protection contre les chutes de blocs appelé Pare-blocs Structurellement Dissipant (PSD). 
L’innovation majeure, par rapport aux solutions classiques, est de dissiper l’énergie d’impact 
directement dans la dalle en béton armé ou dans des appuis fusibles, et non plus dans une 
couche de matériau amortissant. Les phénomènes dynamiques ayant lieu lors de l’impact d’un 
bloc sur la dalle sont analysés au moyen d’expérimentations sur une structure PSD à l’échelle 
1/3. Les efforts de percussion appliqués à la dalle, durant la phase de contact avec le bloc, 
sont estimés ainsi que les différents transferts et dissipations d’énergie. Les résultats ont 
permis de valider le principe de fonctionnement et de réparation des PSD et font apparaître 
que la dalle est endommagée par trois mécanismes majeurs : le poinçonnement, la mise en 
flexion et la déstructuration de surface de la zone impactée. Les principales grandeurs 
expérimentales sont retrouvées à l’aide de simulations numériques des essais avec un code 
éléments finis. Un modèle mécanique simplifié « masses-ressorts-amortisseur » est également 
développé dans le but de concevoir des méthodes de dimensionnement applicables en bureau 
d’études. Les perspectives de ce travail sont d’aboutir à l’établissement de recommandations 
sur la conception et la réalisation des pare-blocs structurellement dissipants. 
 
Mots clés : pare-blocs, béton armé, impact, dynamique, expérimentations, poinçonnement, 
effort de percussion, modèle simplifié, éléments finis, risques naturels. 
___________________________ 
 
IMPACT BEHAVIOUR STUDY OF A REINFORCED 




This thesis studies the behaviour of a new concept for a protection gallery under rock fall, 
called Structurally Dissipating Rock-shed (SDR). The main innovation, compared to 
conventional solutions, is to dissipate the impact energy directly into the reinforced concrete 
slab or into fuse supports, and no longer in a cushion layer. The dynamic phenomena, taking 
place during the impact of a block onto the slab, are analyzed by means of experiments on a 
1/3 scale SDR structure. The percussion loads applied to the slab, during the contact phase 
with the block, are assessed as well as the various energy transfers and dissipations. The 
results allowed to validate the operating and repair principles of the SDR and revealed that the 
slab is damaged by three main mechanisms: the punching, the bending and the breaking down 
at surface level of the impacted zone. The principal experimental values are found by 
numerical simulations of the tests with a finite elements tool. A simplified mechanical model 
"masses-springs-damping" is also developed with the aim of implementing design methods 
for engineering offices. The prospects for this work are to succeed in establishing design and 
construction recommendations for structurally dissipating rock-sheds. 
 
Keywords: rock-sheds, reinforced concrete, impact, dynamics, experiments, punching, 
percussion load, simplified model, finite elements, natural hazards. 
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Variable Unité Description 
 
c [N.s.m-1] amortissement dans les modèles simplifiés 
cvb [J.m-3.K-1] chaleur volumique du béton  
da [m] diamètre du plus gros granulat constituant le béton 
e  coefficient de restitution 
fbc [Pa] valeur moyenne de la résistance à la compression du béton à 28 
 jours 
fbc,dyn [Pa] valeur moyenne de la résistance à la compression du béton à 28 
 jours en dynamique 
fbt [Pa] valeur moyenne de la résistance à la traction du béton à 28 jours 
fbt,dyn [Pa] valeur moyenne de la résistance à la traction du béton à 28 jours en
 dynamique 
g [m.s-2] accélération de la pesanteur 
kapp [N.m-1] raideur d’un appui fusible 
kc [N.m-1] raideur de contact entre le bloc et la dalle 
kd [N.m-1] raideur de la dalle 
kn [N.m-1] raideur des plaques de néoprène sous les appuis fusibles 
mb [kg] masse du bloc 
tc [s] temps de contact entre le bloc et la dalle 
ub [m] déplacement du bloc dans les modèles simplifiés 
ud [m] déplacement de la dalle dans les modèles simplifiés 
vb [m.s-1] vitesse du bloc 
w/c  rapport teneur en eau sur teneur en ciment 
 
α [°] angle d’inclinaison du bloc par rapport à l’horizontale 
βc  coefficient de transfert des efforts de cisaillement après re-
fermeture des fissures 
βt  coefficient de transfert des efforts de cisaillement après ouverture 
 des fissures 
δ [m] déplacement vertical d'une armature cisaillée lors du 
 poinçonnement de la dalle 
δapp [m] enfoncement d’un appui fusible 
∆Ech [J] énergie dissipée par échauffement du béton de la dalle 
∆lc [m] allongement d’une armature d’effort tranchant lors du
 poinçonnement de la dalle 
∆θ [K] ou [°C] échauffement du béton de la dalle 
εse  déformation élastique de l’acier 
εse,dyn  déformation élastique de l’acier en dynamique 
εsr  déformation à la rupture de l’acier 
φ [m] diamètre d’une armature 
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νb  coefficient de Poisson du béton 
νs  coefficient de Poisson de l'acier 
ρ  taux d’armatures 
ρv [kg.m-3] masse volumique 
ρs [kg.m-2] masse surfacique 
σse [Pa] limite élastique de l’acier
σse,dyn [Pa] limite élastique de l’acier en dynamique 
τmoy,él [Pa] contrainte limite élastique moyenne de cisaillement de l’acier 
ωb [rad.s-1] vitesse de rotation du bloc 
ζ  amortissement de la dalle 
 
Af [m2] section d’armatures cisaillées lors du poinçonnement de la dalle 
Eapp [J] énergie absorbée par les appuis fusibles 
Eb [Pa] module d’élasticité du béton 
Ecbloc [J] énergie cinétique du bloc 
Ecd [J] énergie cinétique de la dalle 
Econtact [J] énergie dissipée lors du contact entre le bloc et la dalle 
Ecrbloc [J] énergie cinétique de rotation du bloc 
Ectbloc [J] énergie cinétique de translation du bloc 
Ed [J] énergie mécanique totale de la dalle 
Edefd [J] énergie de déformation de la dalle 
Eimp [J] énergie d’impact du bloc 
Epoin [J] énergie absorbée par la création du cône de poinçonnement de la 
 dalle 
Es [Pa] module d’élasticité de l’acier 
Etotale [J] énergie totale du bloc et de la dalle après éjection 
Fc [N] effort de percussion lors du contact entre le bloc et la dalle 
Fct [N] composante verticale de la résistance en traction du béton pour le 
 calcul de Fpun
Fdow [N] contribution verticale de l’effort transitant dans les armatures de 
 flexion (« dowel effect ») pour le calcul de Fpun
Fpun [N] effort limite de poinçonnement d’une dalle 
Fsw [N] composante verticale des efforts dans les armatures d’effort 
 tranchant pour le calcul de Fpun
G [Pa]  module de cisaillement de l’acier 
GF [J.m-2] énergie de fissuration du béton 
KN [N.m-1] raideur normale de l’élément de contact sous Ansys 
M* [kg] masse équivalente de la dalle 
Pm [N] charge limite moyenne d’un appui fusible 
Pm,dyn [N] charge limite moyenne d’un appui fusible en dynamique 
Pmax [N] charge maximale d’un appui fusible 
Pmax,dyn [N] charge maximale d’un appui fusible en dynamique 
Sf [m2] surface du cône de poinçonnement de la dalle 
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L’époque actuelle est caractérisée par une volonté croissante de maîtriser l’ensemble des 
risques inhérents à toute société. Les risques naturels n’échappent pas à cette philosophie et 
aujourd’hui les pertes en vie humaines dues à des catastrophes sont de moins en moins bien 
acceptées par la population. Cependant, de nombreuses constructions et infrastructures 
existent dans des zones dites à risques entraînant une prise de conscience des collectivités de 
leurs besoins en protection. 
Les voies de circulation en zone montagneuse sont soumises à de nombreux aléas tel que les 
avalanches ou les chutes de blocs. Au-delà des dangers pour les usagers, les conséquences des 
interruptions de trafic deviennent d’un point de vue économique de plus en plus 
problématiques. Les accès à certains villages ou stations de ski sont souvent uniques et leurs 
coupures sont fortement préjudiciables notamment lors des périodes de forte fréquentation 
(hivernale et estivale). La sécurisation des ces itinéraires engendre la construction de 
nombreux ouvrages de génie civil et notamment des galeries de protection pare-blocs dans les 
zones exposées aux chutes de bloc. Dans l’optique de réduire les coûts de construction et de 
permettre une meilleure gestion de ces ouvrages, un nouveau concept de structure, appelé 
Pare-blocs Structurellement Dissipant (PSD) est présenté. L’innovation majeure, par rapport 
aux solutions classiques, est de dissiper l’énergie d’impact directement dans la dalle ou dans 
ses appuis, et non plus dans une couche de matériau amortissant. Ces recherches s’inscrivent 
donc dans un axe d’étude concernant les problèmes d’impact à faible vitesse (inférieure à     
40 m.s-1) sur des structures « semi-rigides » en béton armé. 
 
Le but de cette thèse est de valider le principe de fonctionnement et de réparation des pare-
blocs structurellement dissipant (PSD). Les phénomènes dynamiques mis en jeu lors de 
l’impact d’un bloc sur une dalle en béton armé seront analysés afin de quantifier 
l’endommagement de la structure et les transferts d’énergie. Les normes et réglementations 
pour le dimensionnement de ce type d’ouvrage étant quasiment inexistantes, un des objectifs 
de ce travail est également de développer des méthodes de calcul simplifiées applicables par 
les bureaux d’ingénierie. 
La démarche retenue s’articule autour de la réalisation d’essais expérimentaux de lâchers de 
blocs sur une dalle d’essai. Les réponses dynamiques de la structure et de l’impacteur seront 
enregistrées en regardant l’influence de l’énergie incidente, des positions d’impact et de 
l’endommagement initial de la dalle. Une modélisation des tests à l’aide d’un code par 
éléments finis et par un modèle mécanique simplifié permettra d’ébaucher des outils pour le 
dimensionnement des PSD. 
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Le premier chapitre de ce mémoire rappellera les notions générales liées aux risques afin 
d’introduire les phénomènes de chutes de blocs et les différentes parades existantes. Un état 
des connaissances se rapportant aux éléments théoriques sur les chocs et aux études 
expérimentales déjà menées sera exposé dans le deuxième chapitre. Le chapitre trois décrira 
les campagnes expérimentales effectuées et l’analyse des mesures issues des différents 
capteurs. Ce chapitre sera complété par le chapitre quatre qui proposera une quantification des 
efforts appliqués à la structure ainsi qu’un bilan des énergies transférées et dissipées lors des 
tests expérimentaux. Le dernier chapitre sera consacré à une modélisation par éléments finis 
et au développement d’un modèle simplifié. Les conclusions et perspectives de ces recherches 
clôtureront ce document. 
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I    LES RISQUES : DÉFINITIONS ET 








I   Les risques : définitions et moyens de protection 
I.1    LA SOCIÉTÉ FACE AUX RISQUES 
 
De tout temps, toutes les sociétés ont été confrontées à des risques d’origine naturelle ou 
aux risques qu’elles créaient elles-mêmes. La période actuelle se caractérise par une 
augmentation de la vulnérabilité des groupes humains en raison de concentrations humaines 
croissantes et du développement des technologies pouvant générer de grands dangers. Il en 
découle donc une sensibilité accrue aux questions de sécurité. Chacun exige de plus en plus 
de protection. Plus médiatisés, le risque et surtout la catastrophe sont de moins en moins bien 
acceptés. La gestion des risques a entraîné le développement de multiples activités (prévision 
et prévention, définition de périmètres à risques, gestion des catastrophes) nécessitant la re-
définition des différents concepts. Une terminologie internationale [UND, 92], adoptée par les 




I.1.1    Aléa 
 
« L’aléa est un événement menaçant ou la probabilité d’occurrence, dans une région et au 
cours d’une période donnée, d’un phénomène pouvant engendrer des dommages » [UND, 92]. 
Il se caractérise par son imprévisibilité et, dans le domaine des risques, désigne plus 
précisément un phénomène dangereux. Celui-ci peut être naturel (éruption volcanique, 
cyclone, chute de blocs, etc.) ; il peut être lié aux techniques mises en œuvre par les hommes 
(explosion d’usines, naufrage de pétroliers, etc.) ; il peut relever de la violence de rapports 
sociaux (guerres, terrorisme, etc.) ; il peut enfin provenir des autres espèces vivantes 
(épidémies, etc.). L’imprévisibilité peut être triple : 
• quant à l’intensité des phénomènes, 
• quant au moment où le phénomène se produit, 
• quant à l’espace touché par le phénomène.  
L’aléa est donc un phénomène qui met en danger les sociétés en raison de son caractère 
largement imprévisible. Face à lui, celles-ci peuvent mettre en place des systèmes 
d’observation, de prévision et d’alerte. 
 
 
I.1.2    Vulnérabilité 
 
« La vulnérabilité est le degré de perte (de 0 à 100 %) résultant d’un phénomène 
susceptible d’engendrer des victimes et des dommages matériels » [UND, 92]. 
Sont vulnérables, ceux et celles qui peuvent être facilement touchés par un aléa. Les risques et 
catastrophes n’ont de sens que lorsqu’un aléa survient dans un espace vulnérable. La 
vulnérabilité dépend de plusieurs facteurs : 
• le lieu où sont installés les hommes et leur concentration en ces lieux. La 
concentration aggrave la vulnérabilité : les tours du World Trade Center étaient 
particulièrement vulnérables, 
• les hommes eux-mêmes : leur niveau de développement, leur âge, leur santé, 
• divers facteurs humains susceptibles de limiter ou d’amplifier la sensibilité des 
hommes et des installations humaines aux aléas : la présence de poste de secours, la 
qualité des constructions, etc. 
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Pour limiter les risques lorsqu’il est impossible ou difficile d’agir sur l’aléa (un cas fréquent 
pour les aléas naturels), les sociétés tentent de réduire la vulnérabilité. Dans d’autres cas le 
travail consiste à identifier les espaces où un aléa peut survenir, une zone inondable, des 
zones d’éboulement, et à limiter ou y interdire la présence humaine. En France, les Plans de 
Prévention des Risques (PPR) créés par la loi du 2 février 1995 reposent sur l’identification 
de ces espaces. Par exemple, la figure I.1 présente la cartographie des risques de chutes de 
























figure I.1 : sensibilité des communes de l’Isère aux risques de chutes de blocs [IRM, 03] 
 
 
I.1.3    Risque 
 
« Le risque est défini comme étant l’espérance mathématique de pertes en vies humaines, 
blessés, dommages aux biens et atteinte à l’activité économique au cours d’une période de 
référence et dans une région donnée, pour un aléa particulier. Le risque est le produit de l’aléa 
par la vulnérabilité » [UND, 92]. 
Le risque est une notion difficile à appréhender qui ne prend de sens que lorsqu’un aléa entre 
en relation avec la vulnérabilité d’une société. Dépendant à la fois de l’un et de l’autre, le 
risque est apprécié de façon variable. Il est dit acceptable lorsque le niveau des pertes 
humaines et matérielles est perçu, par la communauté ou les autorités compétentes, comme 
tolérable, dans des actions visant à minimiser les risques de catastrophe [UND, 92]. 
On peut définir des zones à risques, des périodes de risques (dans le meilleur des cas) sans 
jamais savoir précisément où et quand une catastrophe va survenir. La réduction du risque 
passe par une action soit sur l’aléa soit sur la vulnérabilité, ou sur les deux lorsque c’est 
possible. Par exemple, contre les avalanches, reboiser les versants et construire des pare-
avalanches tout en multipliant les conseils de sécurité aux skieurs. 
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I.1.4    Catastrophe 
 
« La catastrophe est une grave interruption de fonctionnement d’une société causant des 
pertes humaines, matérielles ou environnementales que la société affectée ne peut surmonter 
par ses ressources propres. Les catastrophes sont souvent classées suivant leur mode 
d’occurrence (brusque ou progressive) ou de leur origine (naturelle ou anthropique) »     
[UND, 92]. 
Si le risque est dans l’ordre du probable, la catastrophe est dans celui du réel. Elle se mesure 
par ses effets sur les hommes (victimes, blessés) ou sur leur environnement (dégâts matériels, 
perturbations économiques, atteintes à l’environnement). 
 
 
I.2    LES RISQUES DE CHUTES DE BLOCS ET LES 
SYSTÈMES DE PROTECTION 
 
I.2.1    Enjeux 
 
En France, plus de 4500 communes sont concernées par des risques de mouvement de 
terrain. Parmis ces aléas, les chutes de blocs et de pierres sont caractérisées par le 
décrochement de volumes inférieurs à 100 m3 (tableau I.1). Cet aléa fréquent et connu en 
zones montagneuses provoque de nombreux dommages sur les voies de communication et 
peut entraîner des pertes humaines. 
 
Catégorie Volume Vitesse 
Chutes de pierres  φ < 50 cm 
Chutes de blocs φ > 50 cm < 40 m.s
-1
Éboulement entre 100 m3 et 100 000 m3 10-40 m.s-1
Écroulement supérieur à 1 million de m3 > 40 m.s-1
tableau I.1: classification des différents types d’éboulement [REC, 97] 
 
Le cas de la RN 212 dans les Gorges de l’Arly en Savoie en est un exemple typique avec une 
fermeture de la route en 2003 pendant plus de la moitié de l’année pour cause de chutes de 
blocs ou d’éboulements (figure I.2-a et b). Ces interruptions du trafic sont d’autant plus 
dommageables que la société devient de plus en plus dépendante des moyens de 
communication. Le risque vis-à-vis de la sécurité des usagers et sur les enjeux économiques 
se trouve accrû lorsque l’utilisation connaît des pointes en période de fort aléa (cas du 
tourisme hivernal). Le problème des chutes de blocs ne se limite pas uniquement aux 
infrastructures montagneuses comme le montre l’éboulement au printemps 2004 (figure I.2-c) 


































figure I.2 : (a, b) éboulement de 200 m3 sur la RN 212 en juillet 2004 – (c) éboulement près du parking de 
la Falaise à Chambéry au printemps 2004 
 
La réalisation des ouvrages de sécurisation des itinéraires dit sensibles vis-à-vis des risques de 
chutes de blocs correspond donc à une attente générale de maîtrise des risques naturels. En 
dehors des enjeux humains, le choix de la prévention, plutôt que de l’intervention d’urgence, 
a également une incidence budgétaire significative. Le département de la Savoie, par exemple, 
a lancé un ambitieux programme de sécurisation des routes de montagne (Plan Qualité Route) 
d’un montant global de 260 millions d’euros pour les années 2000 – 2006 [CG, 04]. 
Par ailleurs, dans la logique de promotion du développement durable, la doctrine de gestion 
des espaces s’affirme au sein de la puissance publique. En résumé, décider de réaliser des 
ouvrages de sécurisation et protection, c’est faire un choix d’aménagement de l’espace qu’il 
importe de rendre durable, tant par la connaissance des aléas auxquels l’ouvrage et ce qu’il 
protège seront soumis, que par une bonne appréciation de la fonctionnalité de ce que l’on 
protège et par une bonne maîtrise de la réponse de l’ouvrage [TOU, 02]. 
 
 
I.2.2    Description du phénomène 
 
Le processus de chute de blocs commence avec la dégradation de matériaux rocheux ou 
meuble sur une pente raide le long d’une surface sur laquelle ne se développe que peu de 
mouvement de cisaillement. Le matériau tombe ensuite principalement en chute libre, en 
rebondissant et/ou en roulant. Ce phénomène se divise donc en deux phases : la phase de 
détachement et la phase de chute (figure I.3). La prévision du premier aspect relève d’une 
expertise détaillée de la roche (conditions géologiques, discontinuités, exposition, altération). 
Le recueil d’observations historiques et locales reste un élément décisif de la qualité des 
prévisions. La prévision des risques à court terme est assez empirique à cause de la forte 
influence des phénomènes météorologiques. 
 22
I   Les risques : définitions et moyens de protection 
La modélisation des trajectoires des blocs a fait l’objet de nombreuses recherches, notamment 
dans le cadre du projet INTERREG II C [INT, 01]. Les logiciels de trajectographie PROPAG 
(LCPC-CETE Lyon), ADRGT, EBOULEMENT (EPFL Lausanne) ont été comparés. Il 
ressort que la prévision des énergies atteintes par les blocs reste assez variable en fonction des 
modèles utilisés et la nécessité de toujours confronter les résultats des calculs avec la réalité 



















figure I.3 : différentes phases lors de la chute d’un bloc [MON, 98] 
 
I.2.3    Exemples de protections 
 
De nos jours, pour se protéger contre les chutes de blocs, diverses parades sont 
envisageables qui dépendent des paramètres suivants : le volume des blocs, la fréquence des 
chutes, la nature des ouvrages à protéger et le coût financier. Les différents types de 
protection se décomposent en deux grandes familles : 
• les protections actives dont le principe est de supprimer l’aléa ou de le rendre 
acceptable, 
• les protections passives qui ne suppriment pas l’aléa mais diminuent très fortement la 
vulnérabilité du site. 
 
Sans que la liste soit exhaustive, les principaux types de protections existantes sont les 
suivantes [BOU, 01] : 
• Purge de paroi : ce procédé vise à éliminer par divers moyens (manuellement à l’aide 
d’une canne à purger, à l’éclateur hydraulique, par minage ou par mise en œuvre de 
ciment expansif, etc.) des masses instables situées dans des parois et pouvant, suite à 
diverses manifestations externes (météorologiques, sismiques, etc.), tomber et 
endommager des installations en aval ; 
 
• Ancrages : lorsque les masses instables sont volumineuses et impossibles à purger 
mais peuvent se désolidariser à court ou moyen terme, des boulons d’ancrage passifs 
sont mis en place pour maintenir ces masses au support stable (figure I.4-a). Ils sont 
dits actifs lorsqu’ils sont mis en tension ; 
 
• Béton projeté : une peau en béton armé d’un treillis métallique ou en béton renforcé 
par des fibres est utilisée principalement en cas d’érosion du sol ; cette solution est 
préconisée pour des talus en terrain meuble et de forte pente. Le béton peut être teinté 
pour une meilleure intégration au site ; 
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figure I.4 : (a) ancrages passifs près du barrage d’Emosson en Suisse – (b) grillages de protection, (c) piège 
à blocs de type merlon constitué de gabions, (d) filets métalliques de protection dans le Val d’Arly (d) 
 
• Contrefort en béton : le béton est coulé pour remplir des cavités ou pour asseoir des 
masses instables. Cette solution très simple en bordure de routes, s’avère délicate 
quand sa mise en œuvre se fait en pleine paroi et à grande hauteur ; 
 
• Filets plaqués : utilisés comme « emmaillotement » d’ensemble de blocs instables et 
de gros volumes, ils solidarisent les blocs entre eux. Des ancrages périphériques fixés 
à l’extérieur de la zone critique maintiennent le filet plaqué à la paroi ; 
 
• Grillage de protection : très fréquent sur les bords des talus, ce système économique 
permet de canaliser et de guider les blocs de petite taille ou d’empêcher leur chute par 
confinement (figure I.4-b) ; 
 
• Piège à blocs de type merlon : une digue est érigée pour limiter la propagation des 
blocs (figure I.4-c). Le parement amont peut être plus ou moins vertical suivant les 
méthodes utilisées ; 
 
• Filets métalliques de protection contre les chutes de pierres : ils trouvent leur 
application quand les risques d’éboulement rocheux mettent en évidence un très grand 
nombre de compartiments instables qui ne peuvent être traités ponctuellement en 
raison de leur multitude, de leur volume et des difficultés d’accès. Ces écrans pare-
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pierres sont des structures déformables qui absorbent l’énergie cinétique du bloc dans 
la déformation du filet et dans des pièces de freinage (figure I.4-d). Ces systèmes sont 
limités à des énergies d’impact ne dépassant pas 5000 kJ. 
 
• Galeries de protection pare-blocs : elles se composent d’une dalle de couverture, 
placée au-dessus de la route à protéger, recouverte ou non d’un matériau dissipant. 
Ces pare-blocs sont utilisés dans les mêmes cas que les filets métalliques de protection 
mais pour des fréquences de chutes de blocs plus élevées et permettent de dissiper une 
énergie pouvant être supérieure 15 000 kJ. 
 
Le tableau I.2 classe les systèmes de protection listés précédemment en fonction de la nature 
du risque et de leurs utilisations. 
 
Classe Type Nature du risque Utilisations et recommandations 
Purges de 
paroi 
Blocs - masse de faible 
volume bien individualisée 
Solution temporaire nécessitant la 
surveillance régulière de la falaise 
Ancrages Ecailles Masse importante 





Blocs Falaise de faible hauteur 
Filets 
plaqués Blocs 
La zone d’ancrage doit offrir toute 








Vérification de l’absence de roches 
gonflantes 
Dispositions contre la pression de l’eau 
Merlons 
Blocs 
Éboulement de faible 
volume 
Entretien périodique de la butte 
Purge de la fosse 
Attention au risque d’instabilité résultant 
de la surcharge 




Éboulement de quelques 
blocs 
Énergie d’impact inférieure à 5000 kJ 
Mise en place relativement simple 
Surveillance de la tension des haubans 





Grand nombre de 
compartiments instables 
Énergie d’impact importante (supérieure à 
15 000 kJ) 
Purge du toit de la galerie 
tableau I.2 : synthèse des différents types de protection 
 
La figure I.5 donne des gammes de prix au mètre linéaire des différents types de protection en 
fonction de l’énergie d’impact. Cette figure est issue d’une publication de H. Yoshida    





























figure I.5 : comparatif des prix et des énergies d’impact pour différents systèmes de protection [YOS, 99] 
 
I.3    LES GALERIES DE PROTECTION PARE-BLOCS 
 
La technique habituelle des galeries de protection consiste à réaliser, dans la zone 
exposée aux chutes de blocs, une dalle recouverte d’un matériau de couverture, comme le 
montre la figure I.6. Dans un tel ouvrage, la couche de sol au-dessus de la dalle n’a qu’une 
fonction dissipative : elle absorbe l’énergie d’impact. 
La conception de la dalle en béton armé repose ainsi essentiellement sur une approche 
statique puisque sa fonction se résume à supporter la masse du remblai et une pression 
statique « équivalente ». Malheureusement cette technique, très employée jusqu’à présent, 
engendre de nombreux problèmes comme le recours à l’utilisation de fondations spéciales 
(due au poids propre important du matériau de couverture et de la structure) et la maintenance 
et la surveillance régulière de la structure de l’ouvrage (évacuation des blocs restés sur 
l’ouvrage, re-foisonnement du remblai de couverture après un impact important). 
























figure I.6 : pare-blocs de conception classique (Val d’Arly - Savoie) 
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Un nouveau concept de galerie pare-blocs appelé Pare-blocs Structurellement Dissipant 
(PSD), mis au point par le bureau d’études Tonello IC [IVO, 01] en collaboration avec le 
LOCIE, est en plein essor. 
La principale innovation des pare-blocs structurellement dissipant consiste à supprimer la 
couche de remblai et à dissiper l’énergie d’impact au sein de la dalle en béton armé et des 
appuis (figure I.7). L’énergie cinétique du bloc est absorbée directement par la mise en 
flexion de la dalle pouvant aller jusqu’à la fissuration du béton et la plastification des 
armatures, lorsque le choc a lieu en travée, ou par le cloquage d’appuis fusibles pour un 
impact en rive [DEL, 03-a]. La dalle n’est donc plus uniquement sollicitée en élasticité mais 
également en plasticité pour les chocs dit « exceptionnels », de forte intensité mais de faible 
occurrence. Un certain niveau d’endommagement entraînant des déformations permanentes 
est alors accepté. La structure est donc amenée à subir des réparations qui sont les suivantes : 
• pour les chocs en partie centrale, la zone d’impact fortement fissurée sera démolie puis 
reconstruite, 
• pour les chocs sur appuis, les appuis ayant plastifié seront simplement changés par 
vérinage. 
 
Par contre pour les chocs ayant un niveau d’énergie dit « courant » (impact de plus forte 
occurrence), la dalle se déforme uniquement dans son domaine « élastique » et ne subit aucun 
endommagement significatif (légère fissuration du béton mais pas de plastification des 















figure I.7 : Pare-blocs Structurellement Dissipant des Essariaux (Val d’Arly - Savoie) 






E = 3360 kJ 
 
Les avantages de ce type de structure sont de réduire d’environ 30 % l’épaisseur de la dalle de 
couverture par rapport à une conception classique, entraînant une diminution du poids propre 
de la structure. Ce gain de poids engendre des économies significatives sur les fondations, 
souvent réalisées dans des sols de mauvaise qualité ou de mise en œuvre délicate (à flan de 
montagne par exemple). De plus, les chocs au niveau des appuis sont pris en compte grâce 
aux appuis fusibles, rendant la dalle indépendante du reste de la structure. La maintenance et 
l’entretien sont également facilités par le fait que la dalle est accessible, les blocs pouvant 
ainsi être facilement évacués. 
Le premier ouvrage réalisé est le pare-blocs des Essariaux (figure I.7) en 1998 sur la RN 212 
dans les gorges de l’Arly en Savoie (énergie d’impact de 3360 kJ) et le deuxième est la 
galerie pare-blocs de la Grande Platte (énergie d’impact 6050 kJ), sur la RD 91 b sur les 
communes de Champagny-en-Vanoise et du Planay (Savoie). Plusieurs projets sont en cours 
dont notamment la galerie pare-pierres de Poniente (Savoie) qui, dans l’étude initiale, était 
inclinée et pouvait dissiper une énergie de 16600 kJ. 
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II    ÉTAT DES CONNAISSANCES SUR 











II   État des connaissances sur les chocs et impacts sur structures 
Les travaux portant sur les chocs et impacts sur des structures sont très nombreux et 
variés de par la complexité du problème et la diversité des champs d’application. Ces 
recherches traitent principalement de l’étude de sollicitations dynamiques appliquées soit 
directement sur les matériaux, soit sur l’ensemble de la structure. 
Cette étude bibliographique se divisera en deux parties principales. Dans un premier temps, 
les éléments théoriques traitant des chocs et de la modélisation des problèmes d’impact sur 
des structures seront abordés. La notion de choc et les effets de vitesse sur les matériaux 
seront analysés, ainsi que les différentes modélisations existantes. Ensuite une partie sera 
consacrée aux études expérimentales ayant déjà été effectuées. Les principales manipulations 
concernant des galeries de protection pare-blocs seront décrites ainsi que différents essais 
d’impact et d’explosion sur des structures.  
 
 
II.1    ÉLÉMENTS THÉORIQUES SUR LES CHOCS ET 
MODÉLISATION DES PROBLÈMES D’IMPACT 
 
II.1.1    Éléments théoriques 
 
II.1.1.1    Sollicitations dues à des chocs 
 
Dans le cas de chocs comme des explosions, les sollicitations appliquées à l’ouvrage 
dépendent de très nombreux paramètres. Ainsi, pour les chocs, la force d’impact dépend de la 
géométrie des deux corps impactants, de leur raideur, de leur masse, de leur vitesse initiale, 
etc.  
Une des difficultés dans les problèmes de chocs réside dans la quantification des échanges 
d’énergie. Dans tous les cas, les lois de conservation de la masse et de la quantité de 
mouvement s’appliquent pour décrire le choc entre deux masses ponctuelles. Ainsi, en 
considérant deux masses ponctuelles « m1 » et « m2 » animées respectivement de vitesses 




1v′G 2v′G  », après choc, la conservation de la quantité de 
mouvement, indépendamment de toute action extérieure, s’écrit [MES, 99] : 
1 1 2 2 1 1 2 2m v m v m v m v′+ = +G G G ′G       (II.1) 
Ce même principe de conservation de la masse, appliqué à l’une des masses seulement, 
permet de faire apparaître l’impulsion « I
G
 » : 
-
2 2 2 2 c
t
t
m v - m v I F .dt+′ = = ∫G GG G       (II.2) 
où  représente l’effort de contact appliqué par la masse « mcF
G
1 » à la masse « m2 » pendant la 
durée du choc « ∆t = t+ - t- ». Si le temps d’application de la force devient très petit, 
l’impulsion devient alors un choc ou une percussion [LAR, 86]. Suivant la nature des corps, et 
la durée du choc la force de contact, ou de percussion, a des grandeurs très différentes. 
Pendant la phase de contact entre les deux corps, une certaine quantité d’énergie peut être 
dissipée. Dans la pratique, pour le cas de solides indéformables, cette perte d’énergie est 
quantifiée à l’aide d’un coefficient « e » de restitution défini par le rapport soit des vitesses 
soit des énergies cinétiques relatives avant (respectivement ∆v et ∆Ec) et après choc 
(respectivement ∆v’ et ∆Ec’) [CHA, 02] : 
v 'e
v
∆= ∆   (II.3)  ou  
Ec 'e
Ec
∆= ∆   (II.4) 
Les deux cas extrêmes, à savoir e = 1 et e = 0, correspondent respectivement à un choc 
parfaitement élastique (aucune dissipation d’énergie) et à un choc mou ou parfaitement 
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plastique (les deux masses restent en contact après choc). Ce coefficient dépend, en réalité, de 
la vitesse d’impact, des dimensions des corps entrant en collision, ainsi que de leurs propriétés 
élastiques et viscoélastiques. 
 
La prise en compte de la déformabilité introduit des échelles à la fois spatiale et temporelle. 
En effet, d’une part un effort de contact se développe sur une zone de contact évolutive au 
cours du temps et d’autre part le choc engendre des ondes qui provoquent une mise en 
mouvement de l’ensemble de la structure. Les impacts sur des structures se découplent donc 
en deux problèmes : l’évaluation de l’effort de contact et le calcul de la réponse de la 
structure. Le début de la réponse de la structure peut être traité notamment à l’aide de 
différents schémas d’intégration temporelle de base modale. En revanche, l’étude du 
mouvement ultérieur de la structure est déterminée par des méthodes d’intégration implicites 
afin de limiter le nombre de pas de temps [MES, 99]. Concernant la détermination de l’effort 
de contact, plusieurs formulations existent, pour les impacts entre un solide et un plan, 
dépendant des hypothèses faites sur la nature du contact. 
 
 
II.1.1.2    Effort de percussion 
 
II.1.1.2.1    Contact élastique 
De nombreuses équations, exposant la valeur de l’effort de contact entre deux corps 
soumis à une compression mutuelle, ont été étudiées. La relation classiquement utilisée est 
dérivée de la théorie du contact élastique de Hertz. Les hypothèses à vérifier sont à la fois 
celles de l’élasticité et de la quasi-staticité, qui sont, pour le contact entre une sphère et un 
plan : 
• la collision se réalise sans dissipation d’énergie ; la sphère rebondit donc avec une 
énergie égale à son énergie incidente [LIF, 63] ; 
• les surfaces sont topographiquement lisses, c’est-à-dire continues ; 
• les dimensions significatives de l’aire de contact doivent être petites par rapport aux 
dimensions de chaque corps et au rayon de courbure relatif des surfaces ; 
• chaque corps est considéré comme un milieu semi-infini et les déformations sont 
petites. 
 
H. Hertz démontre en 1896 [HER, 96] que le domaine de contact est délimité par une ellipse, 
quelle que soit la géométrie initiale des corps. La force de contact « F » s’exprime en fonction 
de la profondeur d’interpénétration « δ » (figure II.1) selon l’équation (II.5) [JOH, 85]. 
3/ 2F K= δ         (II.5) 








⎟⎟      (II.6) 
   Es, Ep = modules d’Young de la sphère et du plan 
   νs, νp = coefficients de Poisson de la sphère et du plan 
 
En considérant une sphère de rayon « R », de masse « m » et de vitesse « vimp », entrant en 
collision avec un plan immobile, la force de contact maximale « Fmax » apparaissant au cours 






⎛ ⎞= ⎜ ⎟⎝ ⎠ v       (II.7) 
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figure II.1 : interpénétration d’une sphère dans un plan indéformable 
 
La théorie de Hertz donne des résultats très concluants dans la prédiction d’observations 
expérimentales du processus d’indentation, aussi bien sous des conditions statiques que 
dynamiques, tant que des déformations plastiques trop importantes n’apparaissent pas. Or, 
lors d’un contact entre un bloc rocheux et une dalle en béton à une vitesse assez élevée, le 
bloc se fracture et l’utilisation directe de la théorie de Hertz pour déterminer l’effort de 
contact peut s’avérer difficile. 
 
II.1.1.2.2    Contact non-élastique 
La variation de la force de contact « F » pour une compression quasi-statique d’une 
sphère de rayon « R » avec des déformations permanentes dans un rayon « a » a été 
déterminée empiriquement par Meyer [TAB, 51] à partir d’une grande série de tests : 
nF k a=   (II.8)  où 2nCk R −=   (II.9) 
où C et n sont des constantes dépendant des matériaux. 
 
Pour un impact entièrement plastique, entre une sphère infiniment rigide et un plan 
déformable (n = 1), la force « F » peut s’exprimer par : 
2
0F p (2R= π δ − δ )        (II.10) 
       ou          (II.11) 0F 2 p R≈ π δ
  avec p0 = pression moyenne limite à l’interface sphère-plan 
   δ = distance d’interpénétration entre les deux corps 
 
Les valeurs suivantes pour la pression moyenne limite « p0 » à l’interface sphère-plan sont 
données, avec « σy » la limite élastique de compression du matériau constituant le plan, par : 
• p0 = 1,1 σy, lorsque l’on est à la limite de l’apparition des déformations plastiques 
[GOL, 60], 
• p0 = 3 σy, lorsque l’on est dans des conditions de déformations totalement plastiques 
[TAB, 51], 
• 2,69 σy < p0 < 3,13 σy, selon les essais réalisés par van Mier [VAN, 91] entre une 
sphère en béton et une pile indéformable. 
 
J. J. Jensen et K. Hoiseth [JEN, 83], au travers d’impacts entre une sphère en acier et une 
plaque en béton, et J. G. M. van Mier [VAN, 91], par l’intermédiaire d’essais de chocs entre 
un impacteur en béton  et une pile en béton indéformable, ont montré que l’évolution de 
l’effort de contact au cours du temps se décomposait en trois phases différentes (figure II.2) : 
• Une première phase avec une élévation constante de l’effort attribuée au 
comportement élastique des matériaux. La relation effort-temps peut être évaluée par 
une fonction sinus [REI, 85] ; cependant, si aucune fissure locale ou écrasement du 
béton n’apparaît très rapidement, la fonction sinus peut être approchée par une ligne 
droite. La pente de cette droite dépend du paramètre de contact « K » de la théorie de 
Hertz [équations (II.5) et (II.6)] ; 
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• Une deuxième phase avec un effort quasi-constant au cours du temps due au 
comportement plastique des matériaux. Cette phase débute lorsque les fissures et 
l’écrasement du béton jouent un rôle prépondérant, c’est-à-dire quand la contrainte 
limite de rupture du béton à l’interface « p0 » est atteinte, soit, pour une force « Fmax » : 
Fmax = σ0 Sp       (II.12) 
avec Sp = aire de la zone plastifiée ; 
• Une troisième phase avec une restitution élastique après que l’effort maximal a été 
atteint. Cette phase peut être calculée à partir de la théorie de Hertz, en connaissant la 










Effort de contact 
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1 2 3 Fmax
figure II.2 : modèle élasto-plastique simplifié de l’évolution de l’effort de contact au cours du temps 
 
Dans le cas de la pénétration d’un impacteur de forme conique ou pyramidale dans une 
surface plane, la phase initiale élastique n’est pas présente et les déformations plastiques sont 
générées instantanément [GOL, 60]. Plusieurs relations supposant une contrainte de rupture à 
l’interface bloc-plan constante et négligeant la restitution [TAB, 51] [DAV, 60] ont été 
proposées, la plus simple étant : 
          (II.13) 20F p a= π
  avec p0 = 3 σy, pression moyenne limite à l’interface impacteur-plan 
   a = rayon de la surface de contact impacteur-plan 
 
Lors de chocs sur une dalle en béton, le bloc s’effrite et s’écaille fortement et la surface 
d’impact de la dalle est également fissurée. Dans ces conditions, le contact se rapproche plus 
d’un contact plastique [équation (II.13)] que d’un contact élastique. 
Dans l’ensemble des formulations, les caractéristiques des matériaux impactant interviennent. 
Il convient donc de prendre en compte les effets de la vitesse sur leurs propriétés mécaniques. 
 
 
II.1.2    Effets de la vitesse sur les matériaux 
 
II.1.2.1    Béton 
 
De nombreuses études du comportement du béton en dynamique ont été menées à partir 
d’essais expérimentaux sur des éprouvettes dans lesquelles variait la vitesse de chargement 
par rapport à une vitesse quasi-statique de référence (de l’ordre de 10-4 s-1). Les essais de 
compression et traction directes en quasi-statique sont effectués à partir d’une machine 
hydraulique permettant d’atteindre néanmoins des vitesses de déformation maximales de     
10-1 s-1. Une vitesse de déformation jusqu’à 1 s-1 est obtenue par des essais Charpy [GOP, 96] 
mais seules des informations concernant les contraintes et déformations ou les modes de 
rupture sont recueillies. Pour le béton, des essais de lâcher de poids sont couramment 
employés, permettant d’atteindre des vitesses de déformation de l’ordre de 10 s-1. En général, 
les masses varient de 50 à 100 kg et sont lâchées d’une hauteur de 2 à 3 m ce qui permet 
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d’obtenir une vitesse d’impact de 6 à 10 m.s-1. Les vitesses de déformation jusqu'à 102 s-1 
peuvent être obtenues grâce aux barres d’Hopkinson. Enfin, des vitesses de déformation 
supérieures à 103 s-1 sont possibles en utilisant des charges explosives placées contre ou près 
de l’éprouvette. 
La figure II.3, issue de la synthèse sur des essais de compression dynamique de P. H. Bischoff 
et S. H. Perry [BIS, 91], montre que la résistance du béton en compression augmente 

















figure II.3 : rapport des résistances dynamique et statique du béton en compression en fonction de la 
vitesse de déformation [BIS, 91] 
 
Concernant l’évolution de la déformation longitudinale en compression lors du pic d’effort, 
aucune tendance nette ne se dégage des résultats expérimentaux [SER, 98], permettant de 
conclure que la déformation à la rupture n’est pas influencée par la vitesse de chargement. 
Peu d’essais ont été effectués concernant l’évolution du module d’Young et du coefficient de 
Poisson, mais d’après les études menées par P. H. Bischoff et S. H. Perry [BIS, 91], il apparaît 
que la vitesse de chargement a une influence très limitée. 
Concernant le comportement en traction, les campagnes expérimentales ont permis de mettre 















figure II.4 : rapport des résistances dynamique et statique du béton en traction en fonction de la vitesse de 
déformation [MAL, 98] 
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Les effets de la vitesse où l’évolution de la résistance est « lente » (jusqu’à 1 s-1) sont 
intimement liés à la présence d’eau libre dans le béton et plus particulièrement à la saturation 
des pores des hydrates du béton. Pour des vitesses de déformation supérieures, l’influence de 
l’eau libre est alors négligeable. Une explication possible [SER, 98] consiste à associer les 




II.1.2.2    Acier 
 
Plusieurs études expérimentales ont eu lieu afin de caractériser l’influence de la vitesse de 
chargement sur les propriétés mécaniques de l’acier (figure II.5). P. Soroushian et K. B. Choi 
[SOR, 87] ont notamment testé des armatures pour béton armé et en ont tiré les conclusions 
suivantes : 
• les limites élastiques (figure II.5) et de rupture (figure II.6) en traction de l’acier 
augmentent avec l’accroissement de la vitesse de chargement, 
• la valeur du module d’Young est indépendante de la vitesse de chargement, 
















figure II.5 : rapport des limites élastiques dynamique et statique en fonction de la vitesse de déformation 













figure II.6 : rapport des limites de rupture dynamique et statique en fonction de la vitesse de déformation 
pour l’acier [SOR, 87] 
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D’après P. Soroushian et K. B. Choi [SOR, 87], le paramètre principal influençant les effets 
de vitesse est la limite élastique de l’acier. Les autres paramètres comme la forme ou le type 
d’acier n’ont pas d’influence notable. 
 
F. Toulemonde a établi des ordres de grandeurs des vitesses de déformation en fonction du 
type de choc. D’après la figure II.7, pour des chutes de blocs, la vitesse de déformation est 
comprise entre 5.10-3 et 80 s-1. Pour une vitesse de déformation de 0,5 s-1, les majorations à 
apporter aux limites élastiques de l’acier et du béton sont les suivantes : 
• béton : fbc,dyn = 1,35 x fbc 
   fbt,dyn = 2 x fbt



















figure II.7 : vitesses de déformation en fonction du type de choc [TOU, 95] 
 
 
II.1.3    Modélisation des impacts sur structure 
 
II.1.3.1    Pratiques de l’ingénieur 
 
Les normes et textes réglementaires permettant aux ingénieurs de dimensionner les 
structures vis-à-vis des problèmes des chocs sont peu nombreux et spécialement en ce qui 
concerne les structures de protection. En effet, dans ce cas, le choc ne doit pas être considéré 
comme une action accidentelle mais comme une action de service. Le principe de l’ensemble 
des méthodes, employées en bureau d’études, consiste à ramener le choc à un effort statique 
équivalent, permettant ensuite un dimensionnement en statique. 
Les actions de type chocs et explosions sont traitées, en Europe, dans l’Eurocode 1 [EC1, 98] 
et les problèmes particuliers d’impact d’avion et de missiles dans des règlements spécifiques à 
chaque pays. Le problème des galeries pare-blocs est abordé dans une directive suisse 
[JAC, 99] ainsi que dans un manuel japonais [JAP, 83] mais uniquement pour des dalles 
recouvertes d’un matériau dissipatif. La description succincte de ces textes et 
recommandations permettra de donner une vision des moyens de dimensionnement mis à la 
disposition des bureaux d’études. 
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II.1.3.1.1    Structures soumises à des impacts et explosions 
L’Eurocode 1, partie 2-7 [EC1, 98], traite des actions accidentelles dues aux chocs et 
explosions. Les actions dues à un choc sont détaillées dans les cas suivants : 
• collisions dues aux véhicules, 
• collisions dues aux trains, 
• collisions dues aux bateaux, 
• atterrissage brutal d’hélicoptères sur les toitures. 
 
Le processus de choc est déterminé par la distribution des masses, par le comportement de 
déformation, par les caractéristiques d’amortissement et par les vitesses initiales à la fois du 
corps produisant le choc et de la structure. Il en ressort des efforts statiques équivalents, 
s’appliquant sur les éléments, donnés forfaitairement en fonction de l’impactant (masse, 
vitesse, type) et de la structure (pile, barrière de sécurité, etc.). 
Une annexe donne également un calcul affiné pour les actions accidentelles de type choc. Le 
corps impactant et la structure sont considérés comme un objet global. La structure est 
supposée rigide et immobile et l’impacteur est modélisé par un barreau continu élastique 
équivalent. La force d’interaction maximale résultante « F » et la durée de l’action « ∆t » sont 
données par : 




        (II.14) 
  avec vr = vitesse de l’impacteur au moment du choc 
 k =  rigidité élastique équivalente de l’impacteur 
m =  masse de l’impacteur 
 
Cette expression donne la valeur maximale de la force sur la surface extérieure de la structure.  
 
 
Le problème des impacts d’avion sur paroi rigide fait encore l’objet de nombreux travaux, 
compte tenu des enjeux de sûreté dans l’industrie nucléaire, l’objectif étant de déterminer la 
force de choc associée à l’avion. Suivant les pays, différents types d’avion (tourisme, 
militaire, …) sont considérés. En France, par exemple, les règles et critères de 
dimensionnement RCC-G [RFS, 86] font référence à des avions de tourisme. Le principe de 
ces règlements est de donner, en fonction du modèle d’avion, la sollicitation à prendre en 
compte (pic d’effort et temps de contact) pour dimensionner la structure. 
 
 
De nombreuses études ont aussi été menées sur la résistance à la perforation de murs soumis à 
des impacts de missiles. Les formulations empiriques sont issues de programmes 
d’expérimentation effectués par différents pays. Parmi les plus couramment utilisées 
[SLI, 80], nous pouvons cités the Petry Formula, The Army Corps of Enginners formula et the 
National Defense Research Committee (NDRC) formula. En France, le CEA et l’EDF ont 
effectué une série d’essais par Berriaud [BER, 77] et déterminé une expression donnant 
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II.1.3.1.2    Dimensionnement des pare-blocs avec remblais 
L’objectif de la directive suisse (OFROU/CFF) pour le dimensionnement des galeries de 
protection [JAC, 99] est de fournir une méthode de dimensionnement des galeries pares-blocs 
recouverte par un matériau absorbant. Les différentes recommandations et expressions 
mathématiques résultent d’analyses expérimentales et de simulations numériques [MON, 98]. 
Les deux caractéristiques fondamentales pour le dimensionnement d’un pare-blocs sont : 
• La force d’impact « F », qui est une action variant rapidement dans le temps. Sa valeur 
maximale permettra de déterminer les contraintes induites dans la structure ; 
• La profondeur de pénétration du bloc dans le remblai « d » permettra de vérifier si le 
choc est de nature dissipative et en complément, d’optimiser l’épaisseur de la couche 
de matériau amortissant. 
 
Dans le guide OFROU/CFF, les deux caractéristiques « F » et « d » sont obtenues de la 




m vF 2,8 e R M tan
2
⎛ ⎞= ϕ⎜ ⎟⎝ ⎠
     (II.15) 
2m vd
F
⎛ ⎞= ⎜⎝ ⎠⎟
        (II.16) 
avec e = épaisseur du matériau amortissant 
R = rayon du bloc d’impact 
ME = module de compressibilité du matériau d’amortissement 
ϕ = angle de frottement interne du matériau amortissant 
m = masse du bloc 
v = vitesse d’impact du bloc 
 
Pour une utilisation pratique et efficace, l’effort d’impact est remplacé par un effort statique 
équivalent. Cette simplification permet ensuite le dimensionnement de la structure avec les 
codes de calcul standards. Elle est incluse dans un coefficient constructif « Ck » permettant 
d’obtenir la force statique « Q » : 
kQ = C F         (II.17) 
 
« Ck » prend en compte l’augmentation de la résistance des matériaux due à un chargement 
rapide et la réponse dynamique de la structure. En pratique, ce coefficient dépend du 
comportement des matériaux (fragile ou ductile) et du type d’action (normal ou accidentel). 
Ses valeurs numériques sont 0,4 - 0,6 - 1,2. 
Deux coefficients de sécurité sont ensuite appliqués pour tenir compte de la sensibilité des 
différents paramètres servant au calcul de l’effort de contact, de l’incertitude sur les données 
de départ (masse et vitesse du bloc) et de la probabilité du cumul d’actions (présence de neige, 
de dépôts). 
Le guide suisse donne également des ordres de grandeur et des préconisations constructives. 
Le domaine d’application est généralement compris entre 200 kJ et 1000 kJ, les dimensions 
d’un ouvrage sont similaires à celle d’une galerie pare-avalanches et la couche de matériau 
amortissant doit avoir une épaisseur d’environ un mètre. La directive précise que le 
poinçonnement de la dalle n’est pas un élément décisif dans le dimensionnement de la dalle à 
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Au japon, les pare-blocs recouverts d’un matériau dissipant sont conçus à partir de « The 
Disign Manual of Protective Structures for Falling Rocks » [JAP, 83]. La procédure de 
dimensionnement est la suivante : 
1. Détermination de la masse et de la hauteur de chute extrême du bloc ; 
2. Sous les conditions que l’épaisseur de la couche amortissante est de 90 cm et que le 
coefficient de Lamé du matériau est d’environ 1 MPa, l’effort d’impact « P » à la surface 
du remblai est estimé à partir de la formulation suivante, dérivée de la théorie de Hertz : 
2/3 2/5 3/5P = 2,455 W Hλ       (II.18) 
avec W = poids du bloc 
λ = coefficient de Lame du matériau 
H = hauteur de chute du bloc 
 
3. L’effort « q » à la surface de la dalle est calculé en considérant que la force d’impact est 
concentrée et que l’angle de diffusion dans le remblai est de 45° par rapport à la verticale 
(figure II.8). Dans le cas d’une dalle, la charge « q » est totalement distribuée dans le sens 
de la portée et partiellement dans la direction perpendiculaire (figure II.8) ; 
4. Les armatures et l’épaisseur de la dalle sont ensuite dimensionnées en utilisant les codes 
de calcul standards en statique. 
 
Les effets de la hauteur du remblai et de la surface d’application de la charge (rayon du bloc) 








πh/2 A = π.h²
Sens porteur 
q = P/(π.h²) 












figure II.8 : distribution de l’effort d’impact dans « The Disign Manual of Protective Structures for 
Falling Rocks » 
 
Les méthodes de dimensionnement décrites précédemment sont essentiellement empiriques et 
fondées sur des séries d’essais expérimentaux. L’Eurocode 1 propose néanmoins une 
formulation reposant sur un modèle mécanique mais des hypothèses très restrictives sont 
appliquées à savoir, des matériaux parfaitement élastiques et une structure impactée 
indéformable. De plus, chaque formulation s’applique à un type de choc particulier (missile, 
avions, …) et les seules réglementations, concernant les galeries pare-blocs, s’emploient 
uniquement pour des dalles recouvertes d’un matériau dissipatif. Plusieurs chercheurs se sont 
donc intéressés au développement de modèles mécaniques simplifiés représentant des impacts 






II   État des connaissances sur les chocs et impacts sur structures 
 
II.1.3.2    Modèles mécaniques simplifiés 
 
Les modèles mécaniques utilisés pour prédire la réponse d’une structure soumise à un 
choc ont pour but de réduire le problème à une forme mathématique simple, restituant la 
physique du phénomène (mouvement global de la structure, déformations locales dans la zone 
de contact, dynamique du projectile). 
Dès 1940, E. H. Lee [LEE, 40] utilise un système masse-ressort à un degré de liberté pour 
simuler l’impact d’une masse sur une poutre (figure II.9-a) où seul un impact élastique était 
considéré. W. Suaris et S. P. Shah [SUA, 82] proposent un modèle à deux degrés de liberté 
pour étudier les effets d’inertie dans des tests d’impact sur des ciments (figure II.9-b) où 
« kp » est la rigidité de la plaque et « kc » représente la rigidité du contact. Dans le modèle 
masse-ressort de K. M. Lal [LAL, 83], trois ressorts différents étaient utilisés (figure II.9-c) 
pour représenter la flexion « kb », le cisaillement « ks » et la raideur de contact « kc ». K. N. 
Shivakumar et al. [SHI, 85] présentent un modèle masse-ressort (figure II.9-d) pour analyser 
les impacts entre une plaque en composite et une sphère, prenant en compte la flexion « kb », 
le cisaillement « ks », l’interface « km » et le contact « kc ». L’inconvénient de ces différents 














figure II.9 : modèles masse-ressort modélisant des impacts [RUA, 03] 
 
Dans la littérature, peu de travaux existent concernant des modèles masse-ressort permettant 
de prédire fidèlement les déformations dynamiques élastiques et plastiques de structures 
impactées. Récemment, H. H. Ruan et T. X. Yu [RUA, 03] ont développé un modèle masse-
ressort concernant les collisions entre deux poutres déformables (figure II.10). La poutre libre, 
entrant en collision, se simplifie en deux masses concentrées connectées par un ressort non-
linéaire. La poutre percutée est représentée par une masse supportée par un ressort non-
linéaire et enfin un ressort représente le contact. Les différentes raideurs des ressorts ont été 
calées par l’intermédiaire de modèles numériques fins notamment pour représenter fidèlement 
le contact (raideur différente au chargement au déchargement). Il en ressort un modèle 
permettant de restituer des efforts d’impact et des bilans énergétiques cohérents avec les 


























figure II.10 : modèle masse-ressort représentant la collision entre deux poutres déformables [RUA, 03] 
 
Les modèles décrits dans cette partie concernent uniquement des impacts entre des éléments 
en métal ou en matériau composite multi-couches. Or, les structures en béton armé ont des 




II.1.3.3    Modèles du CEB [CEB, 88] 
 
Un bulletin d’information du CEB [CEB, 88] aborde les problèmes d’impact sur les 
structures en béton. L’impact d’un corps sur une structure immobile est modélisé par 
l’intermédiaire d’un système masse-ressort à deux degrés de liberté (figure II.11). Le modèle 
se décompose en deux masses, « m1 » et « m2 », un ressort « R2 » entre ces deux masses pour 











figure II.11 : système-masse ressort à deux degrés de liberté [CEB, 88] 
 
Le cas où u2 >> u1 est appelé « soft impact » (par exemple les impacts d’automobiles) : la 
totalité de l’énergie cinétique est transformée en énergie de déformation du corps impactant 
tandis que la structure est supposée indéformable. Le système précédent peut donc se 
découpler en deux sous-systèmes à un degré de liberté (figure II.12) permettant d’obtenir 
l’effort de contact et les réactions de la structure. 
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figure II.12 : système masse-ressort pour un « soft impact » [CEB, 88] 
 
Le phénomène opposé est appelé « hard impact » (par exemple les impacts de missile) et se 
produit quand le corps impactant est rigide. Dans ce cas l’énergie cinétique de l’impacteur est 
en grande partie absorbée par les déformations de la structure. La figure II.13 modélise ce 
genre d’impact. Le ressort « R2 » représente le comportement local de la structure où il 
convient de prendre en compte les effets de la vitesse sur les matériaux. Le rapport précise 
que la relation force-déplacement pour « R2 » est difficile à déterminer mais peut être obtenue 
en utilisant un code de calcul par éléments finis. Le comportement global de la structure est 
représenté par le ressort « R1 » dont la relation force-déplacement peut être considérée comme 














figure II.13 : système masse-ressort pour un « hard impact » [CEB, 88] 
 
Le CEB traite également du cas particulier des dalles soumises à des « soft impact » et à des 
explosions. Le guide fait l’hypothèse que la force agissant sur la dalle est indépendante des 
déformations de la structure et peut donc être réduite à une fonction F(t) dépendant du temps. 
La particularité des dalles est qu’il convient de prendre en compte le phénomène de 
poinçonnement, comme modélisé sur la figure II.14. Le ressort « R2 » représente les 
déformations dues à la création d’un cône de poinçonnement, de masse « m2 », et le ressort 
« R1 » les déformations de flexion du reste de dalle, de masse équivalente « m1 » (obtenue à 
partir de la déformée statique). La difficulté étant de déterminer l’expression de R2(u) 
dépendant de la résistance du béton, des armatures d’effort tranchant et des armatures de 
flexion. Un amortissement est également inclus afin de représenter la perte d’énergie due à 
l’endommagement du béton et de l’acier. 
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figure II.14 : modèle simplifié représentant le poinçonnement [CEB, 88] 
 
Les modèles du CEB traitent de « soft impact » et de « hard impact » mais n’abordent pas les 
chocs intermédiaires, c’est-à-dire lorsque la structure se déforme globalement et localement et 
lorsque l’impacteur s’endommage également. Le bulletin mentionne à plusieurs reprises 
également la nécessité d’employer des codes de calcul numériques afin de modéliser 
l’interface de contact. 
 
 
II.1.3.4    Études numériques appliquées au PSD 
 
Les modèles numériques utilisés pour représenter les problèmes dynamiques sur des 
structures se répartissent en deux familles : les éléments finis et les éléments discrets. Les 
éléments finis, bien connus [ZIE, 00] et largement utilisés, nécessitent l’emploi d’un schéma 
d’intégration temporelle soit implicite soit explicite. La difficulté repose sur la description 
correcte du comportement des matériaux et notamment du béton. Il est principalement 
modélisé par des modèles élasto-plastiques à loi d’écoulement ou non. La fissuration est prise 
en compte par une perte de rigidité [THA, 01] ou grâce à des modèles d’endommagement 
[MAZ, 84] [BUR, 00]. En dynamique, les modèles se caractérisent par leur manière de 
simuler les effets de la vitesse. La méthode aux éléments discrets est une alternative aux 
calculs éléments finis [CUM, 88]. Cette méthode ne repose sur aucune hypothèse postulant où 
et comment une ou plusieurs fissures se produisent et se propagent puisque le milieu est 
naturellement discontinu. 
 
Ces deux types de modélisations ont été appliqués aux simulation des essais d’impact 
effectués sur les dalles de PSD. La modélisation par éléments finis [BER, 04] a été réalisée 
sous le logiciel « Abaqus explicite » en incorporant un modèle continu d'endommagement 
local tridimensionnel dit PRM (Pontiroli-Rouquand-Mazars) [PON, 95]. La dalle d’essai     
(12 m par 4,80 m) avec son ferraillage (adhérence parfaire entre l’acier et le béton), les appuis 
ainsi que le bloc d’impact (figure II.15-a) ont été entièrement modélisés. Les résultats obtenus 
montrent une bonne concordance avec l’expérimentation tant au niveau du comportement 
global de la dalle (déplacement, fréquence d’oscillation) qu’au niveau local (appuis, effort de 
contact). 
Le modèle par éléments discrets [HEN, 03] a été implanté dans le code SDEC « Spherical 
Discrete Element Code » [DON, 02]. Il utilise des éléments discrets sphériques, ayant chacun 
une masse et un rayon propres, permettant une gestion rapide et triviale des contacts. Pour des 
raisons de temps de calcul, seul un tiers de la structure et l’impacteur (figure II.15-b) ont été 
 44
II   État des connaissances sur les chocs et impacts sur structures 
modélisés. Cette modélisation ne permet donc pas de représenter le comportement global dans 
le temps de la dalle. En revanche, les flèches maximales obtenues sont en accord avec les 













figure II.15 : modélisations de chocs (a) par éléments finis [BER, 04] et (b) par éléments discrets [HEN, 03] 
 
En résumé, il ressort que les éléments discrets ont pour avantage de représenter très finement 
l’endommagement de la structure mais seule une partie de l’ouvrage peut être reproduite 
(principalement pour des raisons de temps de calcul). La méthode par éléments finis a pour 
atout de représenter les oscillations de la totalité de la structure, de sa mise en mouvement 
jusqu’à son immobilisation. Dans les deux cas, les modélisations sont d’une grande finesse, 
nécessitant une connaissance précise des caractéristiques de la dalle (épaisseur, ferraillage, 
appuis), engendrant des temps de calcul relativement longs. Ces modèles numériques ont 
donc pour vocation d’affiner la compréhension des différents phénomènes mais ne sont en 
aucun cas applicables en bureau d’études dans une phase de dimensionnement. 
 
 
II.1.4    Conclusions 
 
La modélisation des impacts sur des structures se décompose en trois problèmes : la 
détermination de la réponse de la structure après le choc, l’évaluation de l’effort de contact et 
la quantification des différents transferts d’énergie. Pour les pare-blocs structurellement 
dissipant, la dalle est indépendante du reste de la structure et sa réponse, après choc, se limite 
à une oscillation libre sur ses appuis et n’est donc pas un élément essentiel de la conception. 
En revanche, l’effort de contact permet de dimensionner la structure vis-à-vis des dommages 
locaux tels que le poinçonnement. De plus, le principe de fonctionnement de la dalle étant 
d’absorber l’énergie d’impact du fait de sa déformabilité en flexion, l’énergie transmise par le 
bloc est également un point primordial de la conception. 
Les moyens mis à la disposition des ingénieurs pour résoudre ce genre de problème sont 
relativement pauvres et aucun modèle simplifié n’aborde le problème spécifique de chocs à 
faible vitesse entre un impacteur déformable (bloc rocheux) et une structure « semi-rigide » 
(dalle en béton armé). Il ressort néanmoins que, dans la mise au point des modèles simplifiés, 
une phase de simulation numérique est incontournable afin d’ajuster les différents paramètres. 
Le problème étant qu’une simulation fine du comportement de la structure engendre des 
modèles très volumineux et nécessite des temps de calcul importants. 
 
En conclusions, la validation du concept de dalle PSD et le développement de méthodes de 
dimensionnement passent obligatoirement par une campagne expérimentale afin de quantifier 
les sollicitations appliquées à la structure et de caler les modèles numériques ou simplifiés. 
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II.2    ÉTUDES EXPÉRIMENTALES DES CHOCS SUR DES 
STRUCTURES EN BÉTON ARMÉ 
 
L’objectif de ce paragraphe est de donner un aperçu des principales expérimentations 
relatives aux problèmes d’impact sur des ouvrages en béton armé. Deux catégories de 
manipulations se rapprochant de l’étude des PSD se dégagent : 
• Les expérimentations concernant les galeries de protection pare-blocs recouvertes d’un 
matériau dissipatif. Ces tests, effectués principalement à l’EPFL et au Japon, donnent 
un aperçu des caractéristiques des essais à mettre en œuvre pour simuler des impacts 
de blocs rocheux ; 
• Les essais d’impact direct sur des structures en béton armé simulant aussi bien des 
chocs de missiles, d’avions, de bateaux, que des explosions, ou encore cherchant 
simplement à comparer des comportements dynamique et statique. Cependant, peu de 
travaux correspondant aux caractéristiques de nos manipulations existent : vitesse 




II.2.1    Galeries de protection pare-blocs recouvertes d’un matériau 
dissipatif 
 
II.2.1.1    Expérimentations à l’École Polytechnique Fédérale de Lausanne 
 
Dans le but d’approfondir les connaissances sur les capacités d’amortissement des 
matériaux de couverture et d’estimer les sollicitations dynamiques que la dalle en béton armé 
doit reprendre, une étude expérimentale a été menée par S. Montani, V. Labiouse et F. 
Descoeudres [LAB, 94] [MON, 98] au Laboratoire de Mécanique des Roches de l’EPFL. 
Les essais d’impact ont été effectués dans une halle disposant d’un puits de 5 m de diamètre et 
8 m de profondeur (figure II.16). Une dalle en béton armé carrée (3,40 m x 3,40 m x 0,20 m) 
reposant sur quatre appuis ponctuels a été construite puis recouverte par un matériau dissipatif 
d’épaisseur variable. L’ensemble est sollicité par des blocs d’impact, constitués d’une masse 
de béton enveloppée par un coffrage métallique, lâchés depuis un pont roulant. Au cours des 
essais, les différents paramètres prennent les valeurs suivants : 
• masse du bloc d’impact : 100, 500 et 1000 kg, 
• hauteur de chute : entre 0,25 et 10 m, 
• épaisseur du remblai : 0,35 ; 0,50 et 1,00 m, 
• angle d’impact du bloc à partir de l’horizontale : 90°, 60° et 40 °, 
• nature du matériau de remblai : gravier, matériaux provenant d’un cône de déjection et 
déchets rocheux, 
 
Divers capteurs, avec une fréquence d’acquisition de 1200 Hz, sont installés : 
• un accéléromètre dans le bloc d’impact, 
• cinq pressiomètres scellés dans la dalle, 
• quatre capteurs de déplacement placés sous la dalle, 
• quatre capteurs de force au droit des appuis. 
 
De ces recherches, il ressort différentes recommandations constructives sur l’épaisseur et la 
nature du matériau de couverture et une expression de la force de contact maximale lors de 
l’impact [équation (II.19)] obtenue à partir de la théorie de chocs élastiques de Hertz. 
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       (II.19) 2/5 1/5 3/5 3/5max EP 1,765 M R W H=
avec Pmax = effort maximal durant l’impact (kN) 
ME = module de compressibilité du matériau d’amortissement (kN.m-2) 
R = rayon du bloc d’impact (m) 
W = poids du bloc d’impact (kN) 
H = hauteur de chute (m) 
 
Pour avoir des ordres de grandeur des sollicitations, un bloc 500 kg lâché d’une hauteur de 10 
m sur un remblai en gravier de 0,50 m d’épaisseur engendre un effort à la surface de la dalle 

























figure II.16 : coupe verticale du puits d’essai [MON, 98] 
 
 
II.2.1.2    Expérimentations japonaises de H. Yoshida et M. Sato 
 
Dans les années 80, H. Yoshida [YOS, 88] a effectué plusieurs études concernant les 
couches de matériau amortissant. Les essais ont été effectués à l’aide d’une tour de 24,8 m de 
hauteur sur une dalle carrée (6 m x 6 m) de 0,3 m d’épaisseur reposant sur du gravier (figure 
II.17). Le matériau amortissant était du sable d’épaisseur variant de 0,5 à 1,50 m. Les blocs 
avaient une forme sphérique, conique ou plate et une masse de 300, 1000 ou 3000 kg. Ils 
étaient lâchés d’une hauteur variant entre 5 et 20 m. 
Les principales grandeurs mesurées étaient l’accélération du bloc, les pressions dynamiques 
sur la dalle porteuse et la pénétration du bloc. De cette étude, il ressort qu’un remblai de 90 
cm est nécessaire pour des blocs inférieurs à 1000 kg et de 120 cm pour des blocs inférieurs à 
3000 kg. De plus une formulation pour l’effort d’impact a été établie : 
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= H       (II.20) 
avec Pmax = effort maximal durant l’impact 
cr = coefficient statique lié à l’intervalle de confiance 
W = poids du bloc d’impact 
H = hauteur de chute 
























figure II.17 : dispositif des essais de H. Yoshida [YOS, 88] 
 
M. Sato et al [SAT, 96] ont également réalisé des essais sur des dalles de fondation de 4 m x 4 
m, couvertes d’une couche de sable de 0,6 à 1,5 m, impactées par des blocs sphériques de 2 à 
3 t. Il apparaît que l’effort transmis à la dalle était deux fois plus important que celui estimé 
par les formulations usuelles au Japon (the formula of Handbook of Protections against Rock 




Ces diverses études expérimentales mettent en évidence la difficulté de mettre en œuvre des 
essais de chutes de blocs sur des galeries de protection pare-blocs. Ces tests nécessitent des 
dispositifs de grande ampleur et des locaux de grandes dimensions ou des aménagements 
extérieurs conséquents. Le tableau II.1 montre que le dispositif mis en place pour nos essais 
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 Montani [MON, 98] Yoshida [YOS, 88] Essais PSD 
Système de levage Pont roulant dans une halle 
Tour munie d’un 
dispositif d’accrochage Grue mobile 
Epaisseur de la dalle 0,20 m 0,30 m 0,28 m 
Nature de l’impacteur 
Masse de béton 
enveloppée par un 
coffrage métallique 
Masse sphérique, 
conique ou cubique en 
béton 
Bloc en béton 
armé 
Masse de l’impacteur 100 à 1000 kg 300 à 3000 kg 450 à 810 kg 
Hauteur de chute 0,25 à 10 m 5 à 20 m 15 à 37 m 
Energie d’impact 1 à 100 kJ 15 à 600 kJ 67 à 294 kJ 
tableau II.1 : comparaison des dispositifs mis en place pour nos essais sur les PSD (chapitre III) avec les 
essais de S. Montani et H. Yoshida 
 
La distinction majeure est que dans notre étude, la nature du matériau de l’impacteur ainsi que 
les caractéristiques de la dalle ont une forte incidence. En effet, l’impact ayant lieu 
directement sur la dalle, les efforts de contact et l’énergie transmise dépendent de la 
déformabilité de la dalle et du bloc. De plus, l’énergie d’impact n’étant plus dissipée dans une 




II.2.2    Impacts directs sur structures 
 
II.2.2.1    Études expérimentales menées par H. Perry et al. [DIN, 90] [PER, 87] 
 
Au début des années 90, le professeur H. Perry [BRO, 85] [DIN, 90] a mené une série 
d’essais à l’Imperial College de Londres dans le but d’étudier les différents types 
d’endommagement d’une dalle en béton armé soumise à des impacts à faible vitesse 
(inférieure à 25 m.s-1). Une description standardisée des différents modes d’endommagement 
a été adoptée et reprise par M. Y. H. Bangash [BAN, 93] : 
• fissuration de surface et éjection de matériau de la face impactée : « spalling » (figure 
II.18-a), 
• fissuration de surface et expulsion du béton de la face opposée à l’impact 
(« scabbing »), souvent pour des vitesses élevées (figure II.18-b), 
• apparition d’un cône de poinçonnement, formé par des fissures inclinées dans 
l’épaisseur de la dalle (figure II.18-c), 
• perforation, se produisant lorsque l’impacteur passe complètement au travers de la 
dalle (figure II.18-d), 































figure II.18 : modes d’endommagement - (a) « spalling », (b) « scabbing », (c) poinçonnement, (d) 
perforation, (e) mise en flexion [BAN, 93] 
 
Les essais ont été exécutés sur 20 dalles circulaires en béton armé de 1,50 m de diamètre et de 
60 ou 80 mm d’épaisseur. Les armatures inférieures et supérieures sont identiques et 
représentent au total un taux de ferraillage de 0,33 %. L’impacteur, possédant une masse 
variant de 31,5 à 75,25 kg est lâché, au centre de la dalle, d’une hauteur comprise entre 0,80 et 
5 m donnant des vitesses entre 4 et 10 m.s-1. La force de contact est enregistrée à chaque test 
au moyen d’un capteur d’effort placé sur l’impacteur. Les efforts de contact mesurés étaient 
compris entre 100 et 500 kN suivant la hauteur de chute du bloc. 
 
Cette étude expérimentale a permis de montrer que : 
• La relation force de contact / temps se décomposait en deux parties. Une première 
phase caractérisée par une augmentation brutale de l’effort de percussion jusqu'à son 
maximum puis une diminution quasiment aussi rapide de celui-ci. Cette phase, d’une 
durée au plus d’une milliseconde, dépend de la vitesse et de la masse de l’impacteur, 
des caractéristiques de la dalle et de l’extension des dommages subis par la structure 
(si une perforation apparaît, la durée de cette phase diminue). Une deuxième phase, 
d’environ 2 ms, décrit la fin de la phase de contact. Elle est gouvernée par la réponse 
de la structure et, pour les cas où la perforation apparaît, par son ferraillage ; 
• Pour des structures identiques, le pic de l’effort de contact ne dépend pas de la masse 
de l’impacteur mais uniquement de sa vitesse ; par contre les dommages ne sont pas 
identiques ; 
• L’apparition d’un cône de poinçonnement est liée à l’amplitude du pic d’effort de 
contact et au niveau d’énergie incidente ; ces deux paramètres devant atteindre un 
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II.2.2.2    Université de technologie de Delft aux Pays Bas [VAN, 91] 
 
Ces campagnes expérimentales ont été menées sous la direction du professeur J. G. M. 
van Mier afin d’étudier les effets de collisions entre différents éléments en béton armé d’une 
structure, l’objectif étant de caractériser l’évolution de l’effort de contact en fonction du 
temps pour des impacts béton sur béton. 
Les tests dynamiques consistent à venir impacter une pile en béton précontraint (avec une 
section de 250 mm x 250 mm, une longueur de 20 m et une précontrainte de 4,4 MPa) avec un 
impacteur en béton (figure II.19). La masse du bloc d’impact varie de 290 à 570 kg et possède 
trois géométries différentes : sphérique, plane ou en cône tronqué. La surface de la cible peut 
être soit plane soit dentelée. Au total, 24 tests ont été exécutés en faisant varier la qualité du 
béton du bloc d’impact (résistance de 30 ou 60 MPa), sa vitesse d’impact (de 0,5 à 2,5 m.s-1) 
et sa masse. Les grandeurs mesurées étaient la vitesse d’impact, l’accélération du bloc et les 
déformations et l’accélération dans la pile, à 1 m de l’impact, permettant ensuite de déduire 
l’évolution de l’effort de contact en fonction du temps. Les efforts de contact trouvés variaient 
de 100 kN pour les impacteurs coniques à 300 kN pour les impacteurs à cône tronqué. Les 
temps de contact étaient compris entre 3 et 8 ms suivant la masse et la forme du bloc. 
Parallèlement à ces essais, des tests statiques étaient effectués sur les impacteurs au moyen 













figure II.19 : appareillage pour des tests dynamiques [VAN, 91] 
 
Les résultats ont permis de montrer qu’une diminution de la raideur du bloc d’impact ou de la 
surface de contact entraîne une augmentation du temps de contact et un pic d’effort plus faible 
aussi bien en statique qu’en dynamique. De plus, comme pour les essais menés par H. Perry, 
il a été montré que seule la vitesse avait une influence sur la valeur de l’effort maximal de 
percussion. Par contre une augmentation de la masse provoque une durée d’application plus 
importante du pic d’effort. 
Les mécanismes d’endommagement ont également été analysés et sont les suivants : après 
que la surface du bloc a été aplatie, un cône de béton se forme et pénètre dans l’impacteur 
provoquant la fissuration voire l’éjection de couches de béton (figure II.20). 
Il a également été démontré que le diagramme « effort de contact-temps » de cette 
manipulation pouvait être modélisé simplement à l’aide d’un diagramme élasto-plastique, les 
différents paramètres de contact (paramètre « K » de raideur élastique de Hertz, surface de la 





















figure II.20 : endommagement du bloc (a) après un impact et (b) après trois impacts [VAN, 91] 
 
 
II.2.2.3    Université du Koweït – Département de Génie Civil 
 
Un programme expérimental, étudiant les effets d’un impact d’objets volants à faible 
vitesse au centre d’une dalle en béton armé, a été mené par J. Sawan et M. Abdel-Rohman 
[ABD, 85] [SAW, 86]. La relation entre le taux d’armatures et le déplacement dynamique 
ainsi que l’influence de la vitesse d’impact sont approfondies dans ces recherches. 
Les dimensions de la dalle sont de 75 cm x 75 cm pour une épaisseur de 5 cm. Elle est 
réalisée avec un béton ayant une résistance moyenne à la compression de 34,5 MPa. Un lit 
d’armatures inférieures est mis en place avec un diamètre de 6 à 8 mm et une résistance 
caractéristique à la traction de 375 MPa, le ratio d’armatures variant de 0,45 à 1,47 %. Elle est 
impactée par une boule en acier de 70,315 N lâchée d’une hauteur de 20 à 120 cm 
correspondant à des vitesses comprises entre 2 et 5 m.s-1. L’instrumentation se résume 
simplement à un capteur de déplacement fixé au centre de la dalle. 
 
L’augmentation du ratio d’acier fait apparaître une diminution du déplacement dynamique de 
la dalle surtout lorsque la hauteur de chute est supérieure à 60 cm. Mais il semble également 
que le fait de mettre en place un ratio d’armatures supérieur à 1,07 % n’a qu’une influence 
très limitée sur la flèche maximale de la dalle. 
Les auteurs ont également comparé le déplacement de la structure au point d’impact donné 
par trois méthodes de calcul analytiques avec les résultats expérimentaux : 
• la méthode du facteur d’impact qui convertit le poids de la sphère en une force 
d’impact en utilisant un coefficient appelé facteur d’impact, 
• la méthode de la masse équivalente qui considère que la dalle est un système à un 
degré de liberté sujette à un chargement dynamique agissant durant le temps de 
contact entre l’impacteur et la dalle, 
• la méthode de la masse continue qui fait l’hypothèse que la dalle est une masse 
élastique continue soumise au même chargement dynamique que dans la méthode de 
la masse équivalente. 
 
Les résultats donnés par la dernière solution sont les plus en accord avec les données 
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II.2.2.4    Études expérimentales d’universités et d’organismes japonais 
 
H. Tsubota et al. ont effectué une étude expérimentale [TSU, 98] au sein du Kobori 
Research Complex Incorporation afin d’optimiser le dimensionnement des réacteurs 
nucléaires soumis à un impact d’avion. Le comportement inélastique de panneaux en béton 
armé soumis à des chargements dynamiques à l’aide d’un vérin a été examiné afin de mieux 
appréhender les différences de comportement de la structure entre un chargement dynamique 
et statique. 
Les dalles, à l’échelle 1/6, ont pour dimensions 240 cm x 210 cm x 20 cm et ont une portée de 
200 cm x 170 cm. Le béton employé a une résistance de 30 MPa et les armatures en parties 
supérieure et inférieure ont un diamètre de 10 mm pour une résistance de 382 MPa. Le 
chargement est appliqué à vitesse constante à l’aide d’une presse hydraulique aussi bien en 
statique qu’en dynamique (2 m.s-1). La dalle est instrumentée à l’aide de jauges de 
déformation sur le béton et les armatures, d’accéléromètres et de capteurs de déplacement 
LVDT. Chaque essai est également filmé à l’aide d’une caméra ultra-rapide à 4500 images 
par seconde. 
 
Au travers de ces essais, il ressort que le mode final de rupture des panneaux est dû à une 
fissuration de flexion accompagnée par des fissures de compression dans le béton d’enrobage 
pour la face supérieure (figure II.21). Les vitesses de déformation enregistrées dans les 
armatures étaient de l’ordre de 0,08 s-1. 
 
Essai statique Essai dynamique 






























figure II.21 : mode de fissuration des panneaux en béton armé [TSU, 98] 
 53
II   État des connaissances sur les chocs et impacts sur structures 
 
De plus, le fait de réaliser un chargement dynamique augmente l’effort de rupture d’environ 
15 % par rapport à un chargement statique, les efforts maximaux en dynamique étant de 
l’ordre de 400 kN. Il ressort également que la ductilité de la dalle de béton armé et sa capacité 
portante sont plus importantes lors d’un chargement dynamique que lors d’un chargement 
statique. 
 
Une autre étude [SHI, 97] s’est penchée, entre autres, sur l’utilisation de béton à hautes 
performances afin d’augmenter la résistance aux impacts des dalles en béton armé au sein du 
département de Génie Civil de la National Defense Academy. T. Shirai et al. ont impacté 
deux plaques de béton armé, mises en parallèle, par un projectile en acier de 0,43 kg lancé à 
une vitesse de 170 m.s-1. L’épaisseur des plaques, d’une surface de 0,6 m², varie de 7 à 11 cm 
et la résistance du béton était de 35, 40 ou 57 MPa.  
Les auteurs ont noté que pour les panneaux réalisés avec un béton d’une résistance à la 
compression de 35 ou 40 MPa, une fissuration et une expulsion du béton de la face opposée à 
l’impact s’étaient produites (voire même une perforation dans certains cas) alors qu’avec 
l’utilisation d’un béton à haute résistance (57 MPa) il n’était apparu que de légères fissures 
circulaires sur la face arrière. Ils en ont déduit que l’utilisation de béton à haute résistance 
pour des panneaux en béton armé permet de renforcer leur résistance aux chocs. 
 
Une étude similaire a également été menée par A. Miyamoto, M. E. King et M. Fujii      
[MIY, 89] à l’université de Kobe sur des poutres en béton armée de 120 cm de portée. Elles 
étaient impactées par un bloc de 100 kg lâché d’une hauteur variant de 1 cm (test élastique) à 
60 cm. Les poutres possédaient une largeur de 15 cm et une hauteur de 16 ou 18 cm ; la 
résistance à la compression du béton variait de 38,2 à 84,3 MPa ; la limite élastique des aciers 
était de 350 ou 700 MPa. Des poutres avec des fibres métalliques furent également sollicitées. 
Des mesures des déformations du béton et des armatures, de l’accélération, des efforts de 
contact et du déplacement de la poutre en différents points furent réalisés. Les efforts de 
contact mesurés étaient compris entre 35 et 85 kN pour des vitesses de déformation dans les 
armatures d’environ 0,02 s-1. 
Ces essais permirent d’aboutir à une série de recommandations afin d’améliorer la résistance 
aux chocs des poutres en béton armé. L’utilisation d’armatures à haute limite élastique est 
utile pour les impacts avec une grande vitesse de chargement (supérieure à 20 kN.s-1). 
L’augmentation de la résistance du béton ou de la hauteur de la poutre ne sont efficaces que si 
elles sont accompagnées par une amélioration de la résistance en traction de la section. 
L’emploi de fibres d’acier est la solution la plus efficace afin d’améliorer la résistance aux 
chocs de poutres. 
 
 
II.2.2.5    Études expérimentales menées par S. Murtiadi et H. Marzouk [MUR, 01] 
 
Dans le but d’étudier les problèmes de collision entre les bateaux et les plates-formes 
offshore en mer du Nord, une série d’essais d’impact sur 16 dalles en béton armé a été 
exécutée. Les spécimens testés sont de forme carrée avec une longueur de 950 mm et une 
épaisseur de 100 mm. La résistance à la compression du béton est de 35 ou 80 MPa. Les 
armatures longitudinales ont une limite élastique de 435 MPa pour un diamètre de 10 et 15 
mm. Le taux de ferraillage est compris entre 1 et 2,5 %. Les modèles testés ne possèdent pas 
d’armatures d’effort tranchant. Les dalles sont soit simplement appuyées sur les 4 côtés soit 
fixées au support. Le projectile est un cylindre en acier de 304,5 mm de diamètre possédant 
une masse de 220 kg. Il est lâché d’une hauteur allant jusqu’à 4 m correspondant à des 
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énergies variant de 2450 à 8800 J. Les efforts de contact mesurés sont compris entre 230 et 
390 kN suivant la hauteur de chute du projectile. Les vitesses de déformation, obtenues grâce 
à des jauges collées sur les armatures sont de l’ordre de 0,2 s-1. 
 
Ces essais ont permis de tirer plusieurs conclusions : 
• l’endommagement des spécimens (figure II.22) correspond à une fissuration par 
poinçonnement avec une inclinaison de fissure comprise entre 32 et 26,5° ; 
• l’augmentation de la résistance du béton (35 – 80 MPa) entraîne une élévation de la 
capacité d’absorption de l’énergie de la dalle d’environ 3 à 5 fois. Il en va de même 
avec l’augmentation du ratio d’armatures ; 
• pour ces expérimentations, les conditions d’appuis ont peu d’influence sur le 
comportement des dalles ; 
• l’effort limite de poinçonnement en dynamique est environ deux fois supérieur à celui 
d’un chargement statique ; 
• en dynamique, l’activation des forces d’inertie de la dalle provoque un retard du pic de 

























ρ = 2,5 % - v = 8,86 m.s-1
ρ = 1,5 % - v = 7,67 m.s-1
ρ = 2,0 % - v = 8,29 m.s-1
ρ = 1,0 % - v = 7 m.s-1
figure II.22 : endommagement en sous face de dalle [MUR, 01] 
 
 
II.2.2.6    Études expérimentales menées par F. Toulemonde [TOU, 95] 
 
Au début des années 90, des essais expérimentaux de résistance aux chocs sur des 
structures en béton ont été menés par F. Toulemonde au sein du Laboratoire Central des Ponts 
et Chaussées. L’objectif était de valider sur une structure modèle des résultats obtenus à 
l’échelle du matériau. 
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Les tests dynamiques et statiques ont été menés sur 24 dalles circulaires en béton de 90 cm de 
diamètre et de 8 cm d’épaisseur. Les bétons utilisés étaient soit un béton ordinaire d’une 
résistance de 50 MPa, soit un béton à très hautes performances d’une résistance de 115 MPa. 
Les dalles étaient armées ou non à l’aide d’un treillis soudé (HA 7) représentant un taux 
d’armatures de l’ordre de 0,5 %. Les essais dynamiques étaient réalisés en plaçant les dalles 
dans un tube à choc (figure II.23-a) permettant d’obtenir une pression réfléchie comprise entre 
150 et 900 kPa. Les vitesses de montée en pression sont comprises entre 200 Pa.s-1 et 
5000 Pa.s-1. Les appuis de la dalle pouvaient être considérés comme des appuis simples. 
L’instrumentation se composait de jauges de déformation collées sur les armatures et le béton, 
de capteurs de déplacements, d’accéléromètres et de pressiomètres. L’acquisition était réalisée 
sur une plage de fréquence comprise entre 2 Hz et 2 MHz. 
 
De ces expérimentations, il ressort clairement que la résistance en dynamique des éléments de 
structure dont les matériaux avaient été conservés humide est nettement supérieure à la 
résistance statique. Au contraire, aucune évolution n’a pu être notée pour les dalles en béton 
privé de son eau libre. Ces conclusions sont en accord avec les résultats obtenus sur le 
matériau béton pour des essais de traction ou de compression. L’utilisation de bétons à hautes 
performances permet d’augmenter la charge de ruine de la structure en dynamique. Deux 
modes de ruine sont apparus : l’un par flexion (figure II.23-b), l’autre par cisaillement. 
L’auteur précise qu’il est donc indispensable de prévoir correctement le mécanisme de rupture 
probable, pour assurer un mode ductile et prédire de façon fiable la charge ultime, ce qui 
semble difficilement réalisable par un calcul statique équivalent. De plus, les vibrations de la 
structure peuvent éventuellement entraîner des fissures plus précoces mais contribuent 
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II.2.2.7    Récapitulatif et commentaires 
 
La principale difficulté des expérimentations sur des impacts directs sur des structure en 
béton armé, réside dans la quantité importante de paramètres (tableau II.2) à prendre en 
compte : 
• la rigidité de la structure (portée, épaisseur, ferraillage), 
• les conditions d’appuis (encastré, simplement appuyé), 
• le type de sollicitation (chute de masse, explosion, chargement dynamique à l’aide 
d’un vérin hydraulique), 
• la nature (béton ou acier) et la forme (sphérique, conique, plate) de l’impacteur, 
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Masse de l’impacteur (kg) 
 
Le choix de ces différents paramètres dépend du type de problème à représenter et a une 
influence directe sur l’endommagement et la réponse de la structure. Par exemple, la 
modélisation des impacts dus à des missiles est effectuée avec des impacteurs de faible masse 
projetés à grande vitesse, mettant en évidence le phénomène de poinçonnement (pouvant aller 
jusqu’à la perforation). Au contraire, pour la simulation de choc d’éléments massifs sur une 
dalle, les impacts ont lieu à faible vitesse avec des projectiles de masse importante entraînant 
un endommagement de flexion. 
 
L’instrumentation mise en place sur les manipulations dépend de l’objectif de l’essai. Pour 
déterminer l’effort de contact, des capteurs d’efforts et des accéléromètres sont installés dans 
l’impacteur, lorsque cela est possible. Pour des impacts sur des structures rigides, la mesure 
peut également être effectuée indirectement à l’aide de jauges de déformations. Si la finalité 
est d’enregistrer la réponse de la structure, des capteurs de déplacement, des accéléromètres 
sont positionnés en sous-face de la dalle et des jauges de déformations sont collées sur les 
armatures et le béton. 
 
A noter également que, dans l’ensemble des essais, l’influence de la présence d’armatures 
transversales (cadres ou épingles) n’a pas été prise en compte dans la résistance au 
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Type Dalle circulaire en béton armé 
Pile en béton 
précontraint 
Dalle carrée 
fbc = 35 MPa 
Panneau carré 
fbc = 35 à 57 MPa 
Poutre 
fbc = 38 à 84 
MPa 
Dalle carrée 




fbc = 50 ou 115 
MPa 
Dalle circulaire 
fbc = 33,9 à 
123,1 MPa 
Dimensions φ =1,50 m ép. = 60 à 80 mm
Section : 0,25 x 
0,25 m² 
long. = 20 m 
0,75 x 0,75 m² 
ép. = 50 mm  
0,60 x 0,60 m² 
ép. = 70 à 11 mm 
 
Section = 0,15 
x 0,16 m² et 
0,15 x 0,18 m²  
0,95 x 0,95 m² 
ép. = 100 mm 
2 x 1,7 m² 
ép. : 200 mm 
φ = 0,9 m 
ép. = 80 mm 
Structure 
Impactée  
Ferraillage 0,33 % Précontrainte de 4,4 MPa 0,45 à 1,47 % 0,88 % 1,64 % 1 à 2,5 % 0,48 % 0,5 % 
Type Poids Bloc en béton B30 ou B60 Boule d’acier 
Projectile en 
acier Poids Cylindre en acier
Masse 31,5 à 75,25 kg 290 à 570 kg 7,2 kg 0,43 kg 100 kg 220 kg Impacteur 
Vitesse 
d’impact 4 à 10 m.s
-1 0,5 à 2,5 m.s-1 2 à 4,9 m.s-1 170 m.s-1 0,4 à 3,5 m.s-1 7 à 8,86 m.s-1
Presse 
hydraulique 
Capacité : 80 t 
Vitesse = 2 m.s-1
Tube à choc 
Pression entre 
150 et 900 kPa. 
Effort de contact 100 à 500 kN 100 à 300 kN - - 35 à 85 kN 230 à 300 kN Charge de rupture = 400 kN - 
Vitesse de déformation  -     - - - 0,02 s-1 0,2 s-1 0,08 s-1 - 
Énergies 170 à 3760 J 36 à 1780 J 14 à 84 J 6 210 J 8 à 610 J 2 450 à 8 800 J 80 000 J - 
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tableau II.2 : récapitulatifs des impacts directs sur des structures en béton armé 
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II.3    SYNTHÈSE 
 
L’étude bibliographique des essais sur des modèles de structure pare-blocs a fait ressortir 
la nécessité d’employer des structures de test de taille importante afin de pouvoir extrapoler 
les résultats aux ouvrages réels. Les énergies d’impact sont donc élevées (plusieurs centaines 
de kJ) nécessitant des systèmes de levage et de largage des blocs adaptés. Dans toutes les 
manipulations, une couche de matériau amortissant déposée au-dessus de la dalle entraînait 
des chocs mous. La particularité de notre étude est que le bloc impacte directement la dalle 
qui ne doit pas seulement résister à l’impact mais également dissiper le maximum d’énergie. 
La littérature sur les impacts directs sur des structures en béton armé a révélé que de 
nombreux paramètres (nature et forme de l’impacteur, vitesse d’impact, rigidité de la dalle, 
etc.) influençait la réponse et l’endommagement de la structure. Dans la majorité des cas 
l’impact avait lieu soit entre un impacteur déformable et une structure rigide (chute d’avion) 
soit entre un impacteur indéformable (missile) et une structure souple ou rigide. La simulation 
de chute de blocs rocheux implique le choix d’un impacteur endommageable (en l’occurrence 
en béton armé) qui vient impacter une structure « semi-rigide » (dalle en béton armé). 
Une difficulté qui ressort des expérimentations est la mesure de l’effort de contact. Dans notre 
cas, une mesure directe est impossible car le fait de mettre en place un capteur d’effort rigide 
dans l’impacteur (au niveau du contact) le rendrait indéformable. Une évaluation indirecte, à 
partir de l’évolution de la quantité de mouvement du bloc (vitesse avant et après choc, temps 
de contact), semble donc plus appropriée. Une comparaison de cet effort avec les différentes 
formulations théoriques énumérées apparaît difficile. En effet, les hypothèses sur les 
propriétés mécaniques du béton (module d’Young ou module d’Young fissuré, prise en 
compte du ferraillage) et géométriques (bloc cubique au lieu de sphérique) sont trop 
importantes pour pouvoir justifier de leurs applications correctes. 
 
Dans le but de développer des méthodes de calcul simplifiées, un des enjeux de notre étude 
est de quantifier les différents transferts et la dissipation d’énergie ayant lieu au cours du 
choc. La difficulté repose sur la prise en compte de phénomènes qui ont des durées de temps 
très différentes, quelques milli-secondes pour l’application de l’effort de contact à plusieurs 
secondes pour les oscillations de la dalle. La mise au point d’une méthode simplifiée passe 
également par la modélisation de l’impact à l’aide de systèmes mécaniques simples de type 
« masse-ressort » à un ou plusieurs degré de liberté. Le problème étant que, par rapport aux 
modèles existants sur les structures en béton armé, la nature du choc est intermédiaire entre un 
« soft impact » et un « hard impact ». Le calage des différents paramètres, notamment de 
contact, est l’une des difficultés nécessitant le recours à une phase expérimentale. 
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III.1    PRÉSENTATION GÉNÉRALE 
 
III.1.1    Site et partenaires 
 
Le site d’expérimentation est situé sur la commune de Grésy-sur-Aix en Savoie, sur une 
aire de stockage. L’avantage de ce site est de disposer d’une plate-forme étendue permettant 
la réalisation de l’ouvrage d’essai et donnant toutes les garanties de sécurité lors des essais 
d’impact. 
Ces expérimentations ont nécessité des moyens financiers, matériels et humains importants 
afin d’être menées à bien. Plusieurs entreprises et organismes publics ont participé à la mise 
en place des différentes campagnes. Le SETRA (Service d’Étude Technique des Routes et 
Autoroutes) et la DDE (Direction départementale de l’Équipement) de la Savoie ont financé la 
deuxième campagne d’essai dans le cadre de la construction de la casquette de Poniente dans 
les gorges de l’Arly. Les dalle testées ont été confectionnées par l’entreprise Léon Grosse à 
Aix-les-Bains suivant des plans de coffrage et de ferraillage fournis par le bureau d’études 
Tonello IC d’Aix-les-Bains. Lors de l’instrumentation de l’ouvrage, le CETE (Centre 
d’Études Techniques de l’Équipement) de Lyon a également participé à la pose des jauges de 
déformation sur les armatures. 
 
 
III.1.2    Objectifs des essais 
 
La bibliographie a montré que la validation du principe de fonctionnement de nouvelles 
structures et la mise au point de modèles de calcul impliquaient obligatoirement une phase 
d’expérimentation. Les campagnes d’essais réalisées étaient directement liées à la 
construction de pare-blocs réels et répondaient chacune à des attentes spécifiques. Au total 
trois campagnes ont été effectuées de mai 2000 à mars 2003 sur un modèle à l’échelle 1/3 
(dalle de 12 m x 4,80 m x 0,28 m) de la dalle du pare-blocs des Essariaux en Savoie : 
 
• Campagne I (mai 2000) : le but principal était de valider le principe de fonctionnement 
d’une dalle PSD. Trois essais ont été réalisés sur des zones différentes, suffisamment 
espacées pour considérer que la dalle était saine à chaque essai : 
1. Test T1 : un impact dit « courant » est effectué au centre de la dalle avec une énergie 
de 67 kJ (bloc de 450 kg lâché de 15 m) ; 
2. Test T2 : un impact dit « exceptionnel » est effectué en milieu de travée, excentrée sur 
un bord, avec une énergie de 135 kJ (bloc de 450 kg lâché de 30 m) ; 
3. Test T3 : un impact dit « exceptionnel » est effectué en bord de dalle avec une énergie 
de 135 kJ afin de vérifier le comportement des appuis (bloc de 450 kg lâché de 30 m). 
 
• Campagne II (novembre 2002) : les objectifs étaient, premièrement de valider une 
méthode de réparation et de vérifier le comportement de la dalle après deux impacts 
successifs dans la même zone ; deuxièmement de quantifier les sollicitations et transferts 
d’énergie ayant lieu au cours du choc. Une intervention et deux tests ont été réalisés : 
1. Réparation de la dalle dans la zone impactée par le test T2 ; 
2. Test T4 : un impact « exceptionnel » est effectué sur la zone réparée avec une énergie 
de 138 kJ (bloc de 470 kg lâché de 30 m) ; 
3. Test T5 : un impact « exceptionnel » est effectué sur la zone endommagée par le test 
T1, avec une énergie de 134 kJ (bloc de 455 kg lâché de 30 m). 
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• Campagne III (mars 2003) : le principe était de réaliser un essai avec un niveau d’énergie 
supérieur à celui d’un impact « exceptionnel » afin d’endommager le plus fortement 
possible la dalle. Un essai et une intervention ont eu lieu : 
1. Test T6 : un impact « hors dimensionnement » d’une énergie de 294 kJ est effectué sur 
la même zone que le test T4 (bloc de 810 kg lâché de 37 m) ; 
2. Démolition au marteau piqueur d’une partie de la zone impactée par le test T6 afin 
d’observer les mécanismes d’endommagement ; 
 
Un des objectifs permanents de ces campagnes d’essais était de quantifier l’endommagement 
de la structure. Pour ce faire des essais statiques lors des trois campagnes ont été réalisés afin 
de connaître l’évolution de la raideur de dalle : 
 
• Campagne I : un essai  a été effectué après les tests dynamiques. 
1. Test S1 : essai après l’impact T2 avec un chargement maximal de 800 kN. 
 
• Campagne II : quatre essais ont été effectués avant et après chocs. 
1. Test S2 : essai avant l’impact T4 (après réparation) avec un chargement maximal de 
300 kN ; 
2. Test S3 : essai avant l’impact T5 avec un chargement maximal de 300 kN ; 
3. Test S4 : essai après l’impact T4 avec un chargement maximal de 500 kN ; 
4. Test S5 : essai après l’impact T5 avec un chargement maximal de 500 kN. 
 
• Campagne III : un essai a été effectué après choc. 
1. Test S6 : essai après l’impact T6 avec un chargement maximal de 750 kN. 
 
Le tableau III.1 regroupe les essais effectués avec leurs principales caractéristiques. 
 
Bloc Essai statique







d’impact Avant test 
Après 
test 
T1 67 450 15 En travée centrée x = 6 m ; y = 2,40 m Neuve - - 
T2 135 450 30 En travée excentrée x = 9 m ; y = 2,60 m Neuve - S1 
T3 135 450 30 
En rive 
x = 2,40 m 
y = 0,75 m 
Neuve - - 
T4 138 470 30 
En travée excentrée 
x = 9 m 
y = 2,64 m 
Réparée après T2 
(135 kJ) S2 S4 
T5 134 455 30 En travée centrée x = 6 m ; y = 2,60 m 
Endommagée 
après T1 (67 kJ) S3 S5 
T6 294 810 37 
En travée excentrée 
x = 9,10 m 
y = 2,68 m 
Endommagée 
après T4 (138 kJ) S4 S6 
x y 
12 m 4,80 m
 
tableau III.1 : récapitulatif des essais expérimentaux effectués 
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III.2    CAMPAGNES D’ESSAIS DE VALIDATION DU 
CONCEPT DE PSD 
 
III.2.1    Description de la maquette 
 
III.2.1.1    Dalle d’essai 
 
La structure testée (figure III.1) est une dalle en béton armé de 12 m par 4,80 m pour une 
épaisseur de 28 cm et pesant environ 40 t [PER, 02]. Elle repose sur deux lignes d’appuis 
constituées de 11 appuis fusibles (appuis ponctuels) espacés de 1,14 m. Sa portée entre appuis 

















figure III.1 : vue générale de la dalle d’essai 
 
Le ferraillage (figure III.2) a été dimensionné par le bureau d’études Tonello IC afin que la 
dalle puisse reprendre un impact « exceptionnel » d’une énergie de 135 kJ. Les armatures sont 
des FeE 500 représentant une quantité de 270 kg d’acier par mètre cube de béton. Leurs 
dimensions et quantités sont récapitulées dans le tableau III.2. 
 
Unités : mm 
38 cadres HA 8 - e = 140 
400 
8 HA 20 
sup. et inf. 
4000 
19 HA 14 sup. et inf. 
280 
8 HA 20 















figure III.2 : coupe dans le sens transversal de la dalle d’essai 
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Transversale HA 16 10 0,71 Inférieure 
Partie centrale Longitudinale HA 14 14 0,39 
 0,53 *
Transversale HA 16 10 0,71 Supérieure 
Partie centrale Longitudinale HA 14 14 0,39  0,53 
*
Effort tranchant Verticale Cadres HA 8 
Trans. = 14 
Long. = 10 0,36 0,36 
(*) long transρ ×ρρ =  
tableau III.2 : armatures de la dalle d’essai 
 
Le béton a une résistance moyenne 30 MPa et il est confectionné avec un ciment portland 
CEM 32,5 R. Le rapport teneur en eau/teneur en ciment « w/c » est de l’ordre de 0,5 et le 
diamètre du plus gros granulat est d’environ 3 cm. 
La dalle a été coulée à l’aide de deux camions toupie sur lesquels trois éprouvettes 
cylindriques de 16 cm de diamètre pour 32 cm de hauteur ont été prélevées. Les essais en 
laboratoire, fournis en annexe A1, ont donné une résistance moyenne à 28 jours de 30 MPa et 
un module d’Young de 30700 MPa (aucune différence significative entre les deux gâchées). 
 
 
III.2.1.2    Blocs d’impact 
 
Deux types d’impacteur sont utilisés suivant la quantité d’énergie souhaitée. Un bloc 
cubique en béton armé (caractéristiques du béton en annexe A1) de 58 cm de coté, chanfreiné 
sur ses arrêtes (figure III.3) et pesant environ 450 kg. Le second type d’impacteur est un bloc 
à facettes (14 faces) représenté sur la figure III.4 et pesant 810 kg. Le béton et les armatures 
ont les mêmes caractéristiques que celles de la dalle d’essai. 
Le choix du matériau du bloc s’est porté sur du béton armé et non sur de l’acier, par exemple, 
car une masse volumique importante aurait entraîné un impacteur de trop faibles dimensions 
et donc non représentatif de la taille réelle d’un bloc. Un bloc rocheux aurait pu être 
directement utilisé mais l’inconvénient était la méconnaissance des caractéristiques exactes de 
l’impacteur. La forme du bloc est cubique ou à facettes et non sphérique pour des problèmes 
de bétonnage et de façonnage du ferraillage. De plus, un bloc rocheux comporte de 
nombreuses arrêtes et facettes et donc les blocs utilisés se rapprochent de la réalité. 
 













figure III.3 : photo et coupe du bloc d’impact cubique de 450 kg 
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 Unités : cm
figure III.4 : photo et coupe horizontale du bloc d’impact à facettes de 810 kg 
 
III.2.1.3    Appuis et fondations 
 
La dalle repose sur 22 appuis fusibles répartis en deux lignes d’appuis. Ces appuis sont 
constitués d’un tube métallique (TUE 220 A) de 70 mm de diamètre, 100 mm de hauteur et 
2,9 mm d’épaisseur, soudé entre deux plaques métalliques carrées de 110 mm de côté et 8 mm 


















figure III.5 : photo et coupe verticale d’un appui fusible de la dalle d’essai 
 
Des essais quasi-statiques de compression [BOU, 02] effectués au sein du LOCIE, sur les 
tubes constituant les appuis, montrent qu’un cloquage commence à apparaître pour une charge 
moyenne de 179 kN. La charge maximale supportée par un appui est en moyenne de 246 kN 
(figure III.6). La raideur moyenne d’un appui, dans son domaine élastique, est de  
186 kN.mm-1. Ces résultats sont en accord avec les études menées par A. Wlodzimierz et J. 
Norman [WLO, 84]. Pour un écrasement en diamant, la charge limite moyenne « Pm » est 
donnée par l’expression suivante : 
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⎛ ⎞= ⎜ ⎟⎝ ⎠
R







σ=       (III.2) 
   M0 = moment plastique 
σ0 = limite élastique de l’acier 
   e = épaisseur du tube 
   R = rayon moyen du tube 
 
La charge limite moyenne « Pm » déterminée à partir de l’équation (III.1) est de 176 kN, 
prouvant une bonne cohérence entre l’expression théorique et l’expérimentation. 
A. Wlodzimierz et J. Norman ont montré également qu’un chargement dynamique entraîne 






σ ε⎛ ⎞= + ⎜ ⎟σ ⎝ ⎠

       (III.3) 
avec  = limite élastique de l’acier pour une vitesse de déformation  d0σ ε
  = limite élastique de l’acier en statique 0σ
 ε   = vitesse de déformation 
 D, p = coefficient ayant respectivement comme valeur 40,4 s-1 et 5 pour 
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figure III.6 : courbe expérimentale de comportement sous chargement statique du tube d’un appui fusible 
de la dalle d’essai [BOU, 02] 
 
Pour nos essais, les vitesses de déformation sont de l’ordre de 0,5 s-1 (figure III.18-b), 
entraînant une augmentation de la limite élastique de 41,5 % et donnant les valeurs de charges 
dynamiques suivantes : 
• Charge limite moyenne dynamique :   Pm,dyn    = 253 kN 
• Charge maximale dynamique :   Pmax,dyn = 348 kN 
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L’appui fusible repose ensuite sur une plaque de néoprène carrée de 100 x 100 mm² et de 10 
mm d’épaisseur ayant un écrasement de 7 mm pour une charge de 100 kN correspondant à 
une raideur de 14,3 kN.mm-1. L’appui est  fixé dans la dalle par l’intermédiaire de deux HA 8 
et il est posé sur un HEB 600 de 12 m de longueur reposant sur quatre blocs de béton de 60 
cm de hauteur (figure III.7). Le sol de fondation est du rocher, de très bonne qualité portante, 
sur lequel est réalisé un béton de propreté. La dalle est bridée par l’intermédiaire de 12 tiges 
métalliques de 16 mm de diamètre, ancrés au rocher (figure III.8). Un jeu d’environ 2 cm est 
laissé afin de permettre à la dalle de se décoller tout en l’empêchant, le cas échéant, de sortir 
de ses appuis. Ces dispositifs anti-soulèvement se sont avérés inutiles et ont donc été utilisés 
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Type Caractéristique Type Caractéristique 
Béton d’origine 
fbc = 30 MPa 
fbt = 2,9 MPa * 
Eb = 30700 MPa 
Béton de la zone 
réparée 
fbc = 35,7 MPa 
fbt = 2,9 MPa 
Eb = 24800 MPa 
Armatures inférieures  
et supérieures 
Sens transversal 
ρ = 0,71 % - HA 16 
σse = 500 MPa 
Es = 200000 MPa 
Armatures inférieures  
et supérieures 
Sens longitudinal 
ρ = 0,39 % - HA 14 
σse = 500 MPa 
Es = 200000 MPa 
Armatures d’effort 
tranchant d’origine 
ρ=0,36% - cadres HA 8
σse = 500 MPa 
Es = 200000 MPa 
Dalle 
Longueur = 12 m 
Largeur = 4,80 m 
Epaisseur = 0,28 m 
Portée = 4 m 
Masse ≈ 40 t 
Armatures d’effort 
tranchant de la zone 
réparée 
Epingles HA 10 
σse = 500 MPa 
Es = 200000 MPa 
Béton 
fbc = 30 MPa 
fbt = 2,9 MPa * 
Eb = 30700 MPa Bloc 
cubique 
Volume = 0,58 x 0,58 x 0,58 m3
Masse ≈ 450 kg 
Armatures 
Fretté avec des HA 12 
σse = 500 MPa 
Es = 200000 MPa 
Béton 
fbc = 30 MPa 
fbt = 2,9 MPa * 
Eb = 30700 MPa Bloc à 
facettes 
Surface d’impact = 0,51x0,51 m2
Masse = 810 kg 
Armatures 
Fretté avec des HA 14 
σse = 500 MPa 
Es = 200000 MPa 
Appuis 
fusibles 
Plaque : 110 x 110 x 8 mm3
Tube : φ = 70 mm 
           H = 100 mm 
           Ep. = 2,9 mm 
Efforts statiques : Pm = 179 kN 
                             Pmax = 246 kN 
Acier kapp = 186 kN.mm-1
Plaque de 
néoprène 110 x 110 x 10 mm
3 Néoprène kn = 14,3 kN.mm-1
HEB 600 Longueur = 12 m Acier σse = 235 MPa Es = 200000 MPa 
* fbt = 0,3 fbc2/3  [EC2, 03] 
tableau III.3 : caractéristiques des éléments et des matériaux de la structure expérimentale 
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III.2.2    Description des essais et de la méthode de réparation 
 
III.2.2.1    Essais dynamiques 
 
La réalisation d’un essai d’impact demande une préparation importante et une grande 
rigueur. En effet, il n’est pas permis de rater un test car à chaque impact la dalle est 
endommagée. Le protocole expérimental pour un test dynamique est le suivant : 
1. Mise en place des différents capteurs ; Cette étape prend environ une demi-journée vu 
le nombre important d’appareils à installer ; 
2. Le bloc d’impact est pesé à l’aide d’un peson relié à une grue ; 
3. Le bloc est suspendu au crochet d’une grue par l’intermédiaire d’une corde en nylon 
de 8 mm de diamètre. Un système de coupure est installé sur la corde (figure III.9). Il 
se compose de deux cartouches chauffantes qui viennent en contact avec la corde. Ces 
cartouches sont reliées à un générateur qui, une fois mis sous tension, provoque leur 
échauffement et entraîne la rupture de la corde. L’avantage de ce procédé est de 
n’engendrer aucun mouvement parasite initial dans le bloc, lors de son largage. De 
















figure III.9 : système de lâcher du bloc 
Cartouches 
chauffantes 
vis permettant de plaquer 
la corde contre les 
cartouches chauffantes 
   corde en nylon  
4. Le bloc est positionné sur la dalle au niveau du point d’impact. Afin de mesurer la 
hauteur de chute du bloc, une chaînette, coupée à la longueur voulue, est suspendue au 
crochet du bloc. Elle est fixée par l’intermédiaire d’un crochet en fil de fer permettant 
ainsi de la décrocher, du sol, en tirant sur celle-ci ; 
5. Le bloc est hissé à la hauteur désirée, puis la chaînette est décrochée ; 
6. A l’aide d’un anémomètre, la vitesse du vent est mesurée : elle doit être inférieure à    
8 m.s-1 afin que le bloc ne soit pas dévié de façon trop importante par rapport au point 
d’impact prévu ; 
7. Le système d’acquisition et la caméra ultra-rapide sont mis en fonctionnement. 
8. Le système de lâcher du bloc est mis sous tension ; le temps mis par la corde pour se 
rompre est d’environ 30 secondes ; 
9. Le bloc vient impacter la dalle (figure III.10) ; 
10. Le système d’acquisition et la caméra ultra-rapide sont arrêtés ; 
























figure III.10 : bloc durant sa chute – Essai T2 
 
Une analyse par ultrasons, à l’aide d’un Pundit Plus, a été effectuée après la première et la 
deuxième campagne sur l’ensemble de la dalle afin de localiser précisément les zones 
endommagées. Le principe est de mesurer le temps de propagation des ondes dans l’épaisseur 
de la dalle. Plus la célérité est faible et plus l’endommagement du béton est important. 
Des relevés de fissures en sous-face de la dalle sont également réalisés pour ces deux 
campagnes d’essais. La méthode consiste soit à placer une feuille de calque sur la surface de 
béton et à tracer les fissures, soit de photographier la sous-face puis d’effectuer un montage. 
 
 
III.2.2.2    Essais statiques 
 
Les essais statiques de flexion ont pour objectif de connaître la variation de raideur de la 
dalle avant et après impact afin de quantifier son endommagement. Le test consiste à venir 
mettre la dalle en flexion en appliquant un effort à mi-travée au niveau du point d’impact. 
Le chargement est effectué à l’aide d’un vérin manuel d’une capacité de 1000 kN (figure 
III.11). Le vérin s’appuie sur deux profilés métalliques, reposant sur la dalle, qui sont bridés 
au sol afin d’empêcher leur soulèvement. Le chargement est enregistré à l’aide d’un capteur 
d’effort placé entre le vérin et les profilés. Huit comparateurs mécaniques sont placés en sous-
face de dalle, dans le sens transversal (sens de la portée), afin de mesurer son déplacement 
vertical. Les positions des capteurs et du point d’application du chargement, pour les 
différents essais, sont données dans l’annexe A2. 
Le chargement appliqué est de l’ordre 300 kN pour les essais avant impact afin de ne pas 
endommager la dalle. En revanche, après un essais d’impact, le chargement est plus important 






















figure III.11 : (a) équipement pour un essai statique et (b) ensemble vérin + capteur d’effort 
 
III.2.2.3    Méthode de réparation  
 
Avant la deuxième campagne, dans le but de simuler un cycle de vie complet de 
l’ouvrage, la zone de la dalle impactée par le test T2 est réparée (figure III.12). La zone de 
béton fissurée représente, d’après les observations visuelles et l’analyse par ultrasons, une 
zone d’environ 1,70 m². 
La première étape consiste à démolir la zone de béton endommagée par hydrodémolition. Le 
principe de cette technique est de disloquer le béton, par passes successives, à l’aide d’un jet 
d’eau à haute pression (150 à 250 MPa). L’avantage est de réaliser une découpe propre et 
précise et de mettre à nu le ferraillage sans le détériorer. De l’observation des armatures, il 
ressort que cinq brins des cadres ont rompu par traction. L’ensemble des cadres de 8 mm a 
donc été enlevé et remplacé par des épingles de 10 mm de diamètre. Dans une deuxième étape 
la zone nettoyée est coffrée et bétonnée au moyen d’un béton G + S d’une résistance moyenne 
de 35 MPa (annexe A1). Les appuis cloqués lors du choc en bord de dalle (test T3), ainsi que 



















figure III.12 : réparation de la dalle - (a) hydrodémolition, (b) ferraillage mis à nu et (c) coffrage de la 
zone démolie [DEL, 03-b] 
 73
III   Étude expérimentale d’une dalle pare-blocs structurellement dissipante 
III.2.3    Instrumentation 
 
III.2.3.1    Essais dynamiques 
 
Les capteurs installés sont choisis, suivant les essais, en fonction des données que nous 
souhaitons recueillir et des moyens que nous disposons pour chaque campagne. D’après la 
bibliographie, les chargements de type choc nécessitent une acquisition à une fréquence 
élevée afin de pouvoir analyser les phénomènes de très courte durée (quelques millisecondes) 
ayant lieu lors du contact. De plus les sollicitations sont très élevées et les capteurs doivent 
donc avoir une plage de fonctionnement étendue. 
Les capteurs (tableau III.4) sont reliés à une centrale d’acquisition, réalisant un enregistrement 
à une fréquence de 7000 Hz, par l’intermédiaire de câbles blindés afin de limiter le parasitage 
des signaux : 
 
• Jauges de déformation collées sur les armatures (figure III.13-a) : elles sont collées 
sur les armatures inférieures et supérieures orientées longitudinalement et 
transversalement. Des armatures d’effort tranchant sont également équipées dans la 
zone réparée. Leur mise en place nécessite, dans un premier de temps, de venir poncer 
l’armature afin de rendre la surface de collage parfaitement lisse. Ensuite, à l’aide 
d’une colle cyano-acrylate la jauge et les cosses relais sont fixées, puis les câbles 
permettant de les connecter à la centrale d’acquisition sont soudés. Elles sont enfin 
recouvertes d’une résine de protection pour éviter leur arrachement lors du bétonnage. 
Les jauges sont branchées en montage ¼ de pont 3 fils. 
 
• Jauges de déformation collées sur le béton (figure III.13-b) : elles sont mises en place 
sur l’extrados de la dalle à proximité de la zone d’impact. Leur montage et leur 
branchement sont semblables à ceux des jauges mises en place sur les armatures. Elles 
sont en plus recouvertes par une plaque de contreplaqué afin de les protéger lors du 
choc. 
 
• Capteurs de déplacement (figure III.13-c) : des capteurs de déplacement LVDT sont 
installés en sous-face de dalle et mesurent les déplacements verticaux suivant deux 
axes perpendiculaires ayant comme origine le point d’impact. Ils sont fixés à la dalle 
par l’intermédiaire d’équerres métalliques. Leurs bases sont fixées à des supports en 
bois eux-mêmes vissés sur un platelage en bois d’un chariot indépendant de la dalle. 
L’essentiel est d’obtenir un système monobloc enregistrant uniquement les 
déplacements de la dalle. 
 
• Accéléromètres (figure III.13-d) : ils sont collés, à l’aide d’une colle cyano-acrylate en 
gel, en sous-face de dalle et enregistrent son accélération. Des accéléromètres de 50 g 
sont mis en place sauf près de la zone impactée où des accéléromètres de 500 g sont 
installés. Un accéléromètre de 5000 g est également fixé dans le bloc (au niveau du 
crochet de largage) afin de mesurer sa décélération verticale. Un support est intégré au 
bloc lors de son bétonnage puis l’accéléromètre est vissé dessus. La décélération du 
bloc est enregistrée uniquement pendant la phase de contact car ensuite, le câble de 
connexion le reliant à la centrale d’acquisition se rompt. 
 
• Capteurs de force (figure III.13-e) : cinq capteurs de force d’une capacité de 1000 kN 
sont régulièrement positionnés sous un des HEB 600 reprenant une ligne d’appuis 
fusible. La difficulté de leur mise en œuvre réside dans l’équilibrage des efforts repris 
 74
III   Étude expérimentale d’une dalle pare-blocs structurellement dissipante 
par chaque capteur. En effet, le poids propre de la dalle doit être réparti uniformément 
sur les 5 capteurs. Leur calage est effectué au moyen de feuillets métalliques de 
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b a 
figure III.13 : (a) jauges de déformation sur une armature et (b) sur le béton, (c) capteurs de déplacement, 
(d) accéléromètre, (e) capteur d’effort et (f) caméra ultra-rapide 
 
Les capteurs suivants sont également installés mais ils ne sont pas connectés à la centrale 
d’acquisition et donc non synchronisés avec les précédents. 
 
• Caméra ultra-rapide (figure III.13-f) : elle filme l’impact du bloc sur la dalle à une 
vitesse de 1000 images par seconde. Son champ de prise de vue est de 2 m par 2 m 
pour une résolution de 256 par 240 pixels. Elle repose sur un échafaudage métallique 
afin d’être légèrement au-dessus de la dalle. 
 
• Capteurs de mesure des déplacements maximaux (figure III.14) : lors de la première 
campagne d’essai, le niveau d’endommagement de la dalle était difficilement 
prévisible. Sous la dalle, seul des capteurs peu onéreux ont donc été installés afin de 
limiter les coûts en cas de destruction. Il était néanmoins nécessaire de connaître les 
déplacements de la dalle lors du choc et un capteur a donc été imaginé [MOU, 03]. 
Les déplacements maximaux sont mesurés à l’aide d’un système composé d’une tige 
en acier fixée en sous-face de dalle qui, sous l’effet de la déformation de la dalle, 
pénètre dans un pot rempli de grès, positionné en dessous. Une empreinte est ainsi 
laissée dans le grès, qu’il est aisé de venir ensuite mesurer en laboratoire. Le pot est 
également recouvert d’un film plastique afin de conserver le grès humide et d’éviter 
son retrait. Ce système permet de mesurer des déplacements allant jusqu’à 50 mm 












































Pot de grès b
figure III.14 : (a) photo et (b) vue en coupe du chariot de mesure, (c) capteur de mesure des déplacements 
verticaux maximaux, (d) empreinte après un essai d’impact, (e) pot ouvert 
 
Les capteurs mis en place pour chaque essai sont représentés sur la figure III.15 et leurs 
positions exactes sont données dans l’annexe A3. Des problèmes apparus sur certains capteurs 
ont nécessité des modifications au cours des tests : 
• lors de la première campagne, les jauges de déformation sur béton n’ont pas 
fonctionné correctement puisqu’elles se sont décollées lors du choc. Pour les essais 
suivants, elles n’ont donc pas été remises en place. De plus les signaux des jauges 
étaient fortement bruités à cause d’un blindage des fils de mauvaise qualité. Les câbles 
de connexion ont été changés pour les essais suivants ; 
• lors de la réparation de la dalle, la mise à nu d’une zone du ferraillage a permis de 
coller des jauges de déformations sur les armatures supérieures et sur les épingles pour 
les campagnes II et III ; 
• lors des deux essais T4 et T5 un des capteurs d’effort était défectueux et n’a pas 
fonctionné en dynamique, bien qu’il ait fonctionné en statique ; 
• pour le test T6, un problème a été rencontré sur les capteurs de déplacements LVDT 
qui ont interféré entre eux. Aucune valeur du déplacement vertical de la dalle n’est 
donc disponible pour cet essai car le capteur de mesure des déplacements maximaux 
placé au niveau du point d’impact a été détruit lors du choc ; 
• les données recueillies par les accéléromètres fixés sous la dalle sont difficilement 
exploitables car plusieurs d’entre eux ont saturé lors du choc ou se sont décollés. 
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Essai T2 Essai T1Essai T3 
Jauge de déformation sur les armatures transversales 
Jauge de déformation sur les armatures supérieures ou inférieures 
Accéléromètre 
Capteur de déplacement LVDT 




(Essai statique av. choc : S4)
(Essai statique ap. choc : S6)
(Essai statique av. choc : S3)
(Essai statique ap. choc : S5)
(Essai statique av. choc : S2)
(Essai statique ap. choc : S4)



















































figure III.15 : instrumentation pour les essais T1 à T6 
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III.2.3.2    Essais statiques 
 
L’effort appliqué à la dalle est mesuré par un capteur d’effort identique à ceux utilisés 
pour les essais dynamiques. Les déplacements verticaux de la dalle sont mesurés grâce à des 
comparateurs à affichage digital (tableau III.4). Ils sont fixés par l’intermédiaire de pieds 
métalliques aimantés à un profilé reposant sur le sol et donc indépendant de la dalle (figure 
III.16). La centrale d’acquisition est la même que pour les essais dynamiques mais avec une 












figure III.16 : dispositif de fixation des capteurs de déplacement pour un essai statique 
 
III.2.3.3    Caractéristiques des capteurs  
 
Capteur Type Caractéristique Nbre / essai
Jauges de déformation 
acier Jauge à fil simple 
Résistance : 120 Ω 
Linéarité : 0,8 % 
Montage : ¼ de pont 3 fils 
12 à 16 
Jauges de déformation 
béton 
Jauge à fil simple 
longue 
Résistance : 120 Ω 
Linéarité : 0,8 % 
Montage : ¼ de pont 3 fils 
0 à 6 
Capteurs de déplacement LVDT Course : ± 50 mm Linéarité : ± 0,5 % 8 ou 9 
Accéléromètres 50 g Piézoélectrique Plage de mesure : ± 50 g Linéarité : ± 1 % 5 
Accéléromètres 500 g Piézoélectrique Plage de mesure : ± 500 g Linéarité : ± 1 % 3 
Accéléromètre 5000 g Piézoélectrique Plage de mesure : ± 5000 g Linéarité : ± 1 % 1 
Capteurs d’effort Capteur à jauges d’extensométrie 
Capacité : 1000 kN 
Linéarité : ± 0,022 % 0 ou 5 
Capteurs de mesure des 
déplacements maximaux Mécanique 
Course : 50 mm 
Précision : ± 0,5 mm 1 à 15 
Caméra ultra-rapide Caméra numérique Vitesse : 1000 images.s
-1
Résolution : 256 x 240 pixels 1 




Course : 25 mm 
Précision : ± 0,02 mm 7 ou 8 
tableau III.4 : caractéristiques des capteurs utilisés pour les essais dynamiques et statiques 
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III.3    ANALYSE DES RÉSULTATS EXPÉRIMENTAUX 
 
Les différentes expérimentations effectuées avaient pour but premier de valider le 
nouveau concept de dalles pare-blocs structurellement dissipantes. Ce chapitre s’attachera 
donc à quantifier l’endommagement de la structure et à analyser son fonctionnement lors du 
choc. L’instrumentation mise en place lors de la première campagne d’essais étant assez 
sommaire, seule une analyse qualitative de la fissuration du béton et des déformations et 
déplacements maximaux sera effectuée. En revanche, pour les deux autres campagnes, 
l’instrumentation étant plus complète, une analyse détaillée du fonctionnement de la dalle sera 
entreprise. 
 
III.3.1    Impact en travée sur dalle saine 
 
III.3.1.1    Test T1 : impact « courant » à 67 kJ 
 
Le déplacement maximal obtenu au niveau du point d’impact est de 14,5 mm ce qui 
représente 1/275e de la portée. Les déformations maximales dans les armatures inférieures, 
engendrées par la mise en flexion de la dalle, sont de 1200 µm.m-1 (figure III.18-a). La limite 
élastique des armatures en statique est de 2500 µm.m-1 et la vitesse de déformation étant de 
l’ordre 0,5 s-1, d’après la bibliographie, la limite élastique en dynamique est de 3500 µm.m-1 
(tableau III.5). Les armatures n’ont donc subi aucune déformation plastique. Cependant les 
jauges montrent des déformations résiduelles de l’ordre de 310 µm.m-1. Ces déformations sont 
dues à la non re-fermeture des fissures et micro-fissures dans la partie de béton tendu (figure 
III.17). Les observations visuelles en sous-face de dalle indiquent une légère fissuration du 
béton ne mettant pas en péril la durabilité de la structure vis-à-vis du risque de corrosion des 
armatures. 
 
 Béton Acier 
 Chargement fbc (MPa) fbt (MPa) σse (MPa) εse (µm.m-1) 
Statique 30 2,9 (1) 500 2500 Partie 
courante Dynamique 40,5 5,8 700 3500 
Statique 35,7 2,9 500 2500 Zone 
réparée Dynamique 48,2 5,8 700 3500 
(1) fbt = 0,30 fbc2/3 [EC2, 03] 








figure III.17 : déformations permanentes dues à la non re-fermeture des fissures 
Mise en traction des
armatures inférieures 
Décalage des plans de
fissuration entraînant la non
re-fermeture de la fissure 
 
L’impact « courant » à 67 kJ sur la structure n’ayant pas engendré de plastification des 
armatures et seulement une faible fissuration du béton en sous-face de dalle, aucune 
intervention de réparation n’est nécessaire. Le dalle, après avoir subi un impact « courant », 
est donc toujours fonctionnelle et peut encore supporter des impacts « courants » ou 
« exceptionnels ». 
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III.3.1.2    Test T2 : impact « exceptionnel » à 135 kJ 
 
Les pots de grès révèlent un déplacement maximal au niveau du point d’impact de 22,5 
mm représentant 1/178e de la portée et une augmentation de 55 % par rapport au choc 
« courant ». Les déformations maximales des armatures inférieures, dans le sens transversal, 
sont de 1980 µm.m-1 (figure III.18) donc inférieures à leur limite élastique à ces vitesses de 
chargement. Des déformations résiduelles de 500 µm.m-1 sont enregistrées pour les mêmes 








































Temps (ms) Temps (ms) 
1200 µm.m-1 1980 µm.m-1
b
10,5 à1s−ε =
figure III.18 : déformations maximales d’une armature inférieure (dans le sen transversal) au niveau de la 
zone d’impact (a) pour le test T1 et (b) pour le test T2 
 
L’analyse par ultrasons (figure III.19), effectuée après la première campagne d’essais, montre 
que la célérité dans une zone de béton saine est de 4250 m.s-1. Pour la zone endommagée par 
le choc «exceptionnel », elle diminue jusqu’à 2680 m.s-1 contre seulement 3710 m.s-1 dans la 
zone impactée par le choc « courant ». De plus la surface fissurée est plus étendue lors du 






















figure III.19 : résultats de l’analyse par ultrasons après la campagne d’essais I (vitesse en m.s-1) 
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Par conséquent, l’endommagement de la dalle dans la zone impactée lors du test T2 nécessite 
un remplacement du béton fissuré sur une zone de 1,30 m x 1,30 m, mais pas le changement 
des armatures de flexion puisqu’elles n’ont pas été plastifiées. La mise à nu du ferraillage par 
hydrodémolition laisse apparaître cinq brins de cadres rompus (figure III.20). Cette rupture est 
due à une mise en traction causée par le poinçonnement de la dalle qui tend à éjecter un cône 
de béton. L’ensemble des cadres de 8 mm de diamètre, dans la zone nettoyée, ont donc été 
remplacés par des épingles d’un diamètre de 10 mm. 
 
Zone réparée 
1,30 x 1,30 m² 
Zone poinço  0,80 m² 
(angle de fissuration à 45°) 
nnée 0,80 x
Surface du bloc 
0,50 x 0,50 m² 
Brins de cadre 
rompus 










figure III.20 : position des cadres rompus après l’essai T2 
 
III.3.2    Impact en travée sur dalle endommagée ou réparée 
 
III.3.2.1    Test T5 : impact « exceptionnel » sur une zone endommagée 
 
La figure III.22 met en parallèle trois jauges de déformations placées sur des armatures 
inférieures et le capteur de déplacement sous le point d’impact (LVDT I). Le pic de 
déformation de la jauge située le plus près de l’impact (J11) ne se produit pas lorsque la 
flexion de la dalle est maximale mais juste après le choc. En effet, les déformations, lors du 
déplacement maximal de la dalle, obtenues 10 ms après l’impact, sont de 1510 µm.m-1 alors 
que 1 ms après le contact elles avaient atteint 1990 µm.m-1. Ce constat traduit une mise en 
flexion progressive de la dalle entraînant une flexion locale avant sa flexion globale. Ce 
phénomène engendre une inversion du moment fléchissant, comme décrit dans le CEB-fib 
dans le cas d’une poutre (figure III.21), ce qui explique les déformations de compression 
enregistrées, juste après le choc, sur les jauges plus éloignées du point d’impact (J13 et J17). 
La flexion locale de la dalle, se produisant durant quelques millisecondes après l’impact, 
semble donc solliciter plus fortement en traction les armatures inférieures que lorsque la dalle 
atteint son déplacement maximal. 
Les déformations maximales enregistrées dans les armatures inférieures sont donc de l’ordre 
de 1980 µm.m-1 à quoi il convient d’ajouter les déformations résiduelles (310 µm.m-1) dues au 
test T1. Au total l’armature la plus sollicitée s’est donc déformée de 2290 µm.m-1 ce qui reste 



























































































La figure III.23 représente les signaux des capteurs de déplacements placés sous la dalle sur 
une ligne transversale (dans le sens de la portée) passant par le point d’impact (LVDT I). La 
mise en mouvement progressive de la dalle se traduit par un décalage du démarrage des 
déplacements d’environ 1 ms entre le capteur I et le capteur E, situé à 1,80 m du point 
d’impact, corroborant l’analyse effectuée sur les jauges de déformation. La figure III.24-a, 
donnant l’évolution de la déformée transversale de la dalle, est interpolée à partir des 4 
capteurs de déplacements C, I, D et E et en considérant les déplacements comme nuls sur 
appuis. Elle montre que la dalle met environ 4 ms avant d’atteindre une déformée transversale 
ayant la même allure que la déformée statique obtenue expérimentalement. 
 
La figure III.24-b et la figure III.25 permettent également de mettre en évidence la mise en 
flexion progressive de la dalle par des décalages dans l’apparition des déplacements et des 
extremums. Les deux capteurs les plus éloignés du point d’impact étant seulement à environ 2 
m, il est difficile de déterminer le mode d’oscillation de la dalle. Cependant, après environ 
une pseudo-période, l’ensemble des capteurs sont en phase ce qui tend à prouver que la dalle 
oscille suivant le premier mode. A noter également que la remontée maximale de la dalle ne 
se situe pas au niveau du point d’impact mais plus d’un mètre à côté dans le sens longitudinal 
(capteur G) et près des appuis dans le sens transversal (capteurs C et E ). La forte fissuration 
du béton dans la zone impactée, entraînant la perte d’une partie des capacités élastiques, peut 
être une explication. 
 82
















































































6 m du bord 



























G I BA H
figure III.24 : évolution de la déformée de la dalle (a) dans le sens transversal et (b) dans le sens 
longitudinal pour des pas de temps après contact de 0,57 ms ; 1 ms ; 1,5 ms ; 2 ms ; 2,7 ms ; 4 ms ; 6,7 ms 
et 10,7 ms (uniquement pour la figure b - déplacement maximal) – Test T5 
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figure III.25 : capteurs de déplacement positionnés dans le sens longitudinal – Test T5 
 
L’analyse du signal du capteur de déplacement I placé au niveau du point d’impact permet de 
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III   Étude expérimentale d’une dalle pare-blocs structurellement dissipante 
L’amortissement est très élevé (11 %) sur la première période à cause de l’endommagement 
de la dalle puis redescend à des valeurs plus caractéristiques des structures en béton armé 
(entre 3 % et 5 %). Une analyse de Fourier (figure III.26-b), sans prendre en compte les trois 
premières pseudo-périodes, a également permis de déterminer une fréquence fondamentale de 





















figure III.26 : (a) amortissement et (b) analyse fréquentielle sur le signal du capteur LVDT I – Test T5 
 
En comparaison avec le test T2 (impact « exceptionnel » sur dalle saine), la flèche maximale 
de 23,2 mm a seulement augmenté de 3 % et les armatures n’ont également pas été plastifiées. 
La dalle a donc parfaitement résisté à un impact « exceptionnel » bien qu’elle ait déjà subi un 
premier choc « courant ». La structure n’avait été que légèrement endommagée par le premier 
chargement et avait préservé la totalité de ses capacités de déformation nécessaires pour 
absorber le nouveau choc. 
 
 
III.3.2.2    Test T4 : impact « exceptionnel » sur zone réparée 
 
L’analyse des signaux des jauges de déformations sur les armatures inférieures (figure 
III.27) indique le même phénomène de mise en flexion progressive de la dalle engendrant, au 
début du choc, des déformations de compression pour les jauges éloignées du point d’impact. 
Le pic de déformation, dû à la flexion locale de la dalle, est de 5580 µm.m-1 alors qu’il n’est 
que de 1230 µm.m-1 lorsque la dalle atteint son déplacement maximal. Lors de cet essai, une 
des armatures a donc subi des déformations plastiques, puisque sa limite élastique en 
dynamique de 3500 µm.m-1 a été dépassée, s’expliquant par le fait que la jauge était 
positionnée au niveau du cône poinçonnement engendrant des déformations locales élevées 
Le début de la mise en flexion de la dalle semble donc être plus sollicitant, localement, pour 
les armatures inférieures que lorsque la dalle atteint son déplacement maximal et qu’elle est 
entièrement fléchie. 
A noter également que, dans cet essai, le bloc arrive sur la dalle avec une certaine inclinaison 
de son axe ; il vient choquer deux fois la dalle pendant sa phase de descente ce qui explique 










































































figure III.27 : signaux des jauges de déformation et du capteur LVDT D sous le point d’impact – Test T4 
 
Cette mise en flexion progressive de la dalle est vérifiée avec les données recueillies par les 
capteurs LVDT positionnés transversalement (figure III.28) indiquant un décalage dans 
l’apparition des déplacements d’environ 1 ms entre les capteurs D et F distants de 1,31 m. La 
figure III.29-a, comme pour l’essai T5, montre que l’allure de la déformée transversale se 
rapproche de la déformée statique expérimentale environ 3,5 ms après l’impact. 
 
Le temps de mise en mouvement complet de la dalle est encore plus élevé lorsque l’impact est 
excentré (test T4) plutôt que centré (Test T5). En effet, comme le montre la figure III.29-b, le 
capteur I situé à 4,48 m de l’impact n’a quasiment pas commencé à se déplacer alors que la 
dalle a atteint sa flexion maximale au niveau du point d’impact (capteur D). La remontée de la 
dalle pour un choc excentré est maximale au niveau du bord libre (capteur A) et des appuis 





















































































































figure III.29 : évolution de la déformée (a) dans le sens transversal et (b) dans le sens longitudinal pour des 
pas de temps après contact de 0,57 ms ; 1 ms ; 1,5 ms ; 2 ms ; 3,5 ms ; 5 ms ; 6,7 ms et 15,3 ms 
(uniquement pour la figure b - déplacement maximal) – Test T4 
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figure III.30 : capteurs de déplacement positionnés dans le sens longitudinal – Test T4 
 
Les jauges de déformation placées sur les épingles montrent une déformation maximale de 
1950 µm.m-1 inférieure à leur limite élastique. De plus, on s’aperçoit que les armatures 
d’effort tranchant sont sollicitées uniquement lors de la première phase de descente de la dalle 
(figure III.31), c’est-à-dire lorsque le bloc est en contact avec la dalle et vient la poinçonner. 
Le fait d’avoir remplacé les cadres de 8 mm de diamètre par des épingles de 10 mm a donc 
permis d’empêcher l’apparition d’un phénomène de poinçonnement important. De plus, 
l’utilisation d’un béton de meilleure qualité (B35 au lieu de B30) contribue à augmenter sa 
résistance en traction vis-à-vis du poinçonnement. Cette analyse est confirmée par la 
comparaison des relevés de fissures (figure III.32) qui montre un endommagement plus dense 
et plus important après le choc « exceptionnel » sur dalle saine (cadres en HA 8) que pour le 
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figure III.31 : déplacement de la dalle au point d’impact et déformation d’une épingle pour le test T4 
 
 

















figure III.32 : cartographie des fissures en sous-face de dalle au niveau de la zone d’impact (a) après le test 
T2 et (b) après le test T4 
 
En comparaison avec le test T2, avant réparation, la flèche maximale de la dalle au niveau du 
point d’impact (19,7 mm) est inférieure de 14 % par rapport à l’impact de même énergie sur 
la dalle saine. Les déformations maximales enregistrées sur les armatures inférieures sont du 
même ordre de grandeur sauf pour une armature qui a dépassé sa limite élastique. La 
réparation a donc permis de restaurer les capacités de la dalle puisque son comportement est 
similaire avant et après réparation et qu’elle a résisté de nouveau à un impact 







III   Étude expérimentale d’une dalle pare-blocs structurellement dissipante 
III.3.3    Test T6 : impact « hors dimensionnement » sur une zone 
endommagée 
 
L’objectif de ce test était d’endommager le plus fortement possible la dalle en effectuant 
un choc de 294 kJ soit une énergie plus de deux fois supérieure à celle d’un choc 
« exceptionnel » permettant de dimensionner l’ouvrage. 
La déformation maximale enregistrée sur une armature inférieure, par la jauge J64 (armature 
dans le sens transversal) située à 70 cm du choc (figure III.33-a), n’est que de 2260 µm.m-1 à 
quoi il convient d’ajouter les déformations permanentes (510 µm.m-1) dues au test T4. La 
déformation maximale n’est au total que de 2770 µm.m-1 et donc inférieure à la limite 
élastique en dynamique (3500 µm.m-1). Cependant, pour la jauge J62 (armature transversale), 
située à 40 cm du point d’impact, une perte du signal est observée quelques millisecondes 
après l’impact laissant penser que l’armature a dû subir une plastification importante. Le 
phénomène de mise en flexion progressive de la dalle est également observable avec une 
phase de compression pour l’ensemble des jauges éloignées du point d’impact. 
 
Les observations visuelles faites après la démolition de la zone choquée montrent un fort 
poinçonnement de la dalle (figure III.34). En effet, le phénomène d’éjection d’un cône de 
béton a entraîné l’apparition d’une fissure à 45° dans l’épaisseur du béton. Au passage de 
cette fissure, les armatures inférieures et supérieures sont cisaillées (armatures « mises en 
baïonnette ») et des épingles se sont rompues. Les jauges collées sur les armatures d’effort 
tranchant (figure III.33-b) indiquent que la rupture se produit au moment où la décélération du 
bloc est maximale, c’est-à-dire au début du contact. Cet endommagement local du béton est 
conforté par l’analyse par ultrasons (figure III.35) effectuée après l’essai donnant des vitesses 
de propagation inférieures à 3000 m.s-1 (descendant même jusqu’à 500 m.s-1 au niveau de 
l’impact) sur une zone d’environ 1,50 m par 1,50 m. 
 
La dalle a donc résisté à un impact de 296 kJ soit plus de deux fois supérieur à un impact 
« exceptionnel » pour lequel elle a été dimensionnée. Elle a subi un endommagement 
important tant au niveau du béton que des armatures. Cependant, seule une zone réduite du 
béton d’enrobage en sous-face de dalle a été éjectée et aurait atteint la route dans le cas d’un 
ouvrage réel. De plus la dalle peut être réparée puisque son endommagement reste localisé à 



























figure III.33 : (a) déformations de deux armatures inférieures et (b) décélération du bloc et déformation 
d’une épingle proche de la zone d’impact – Test T6 
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figure III.35 : résultats de l’analyse par ultrasons après le test T6 (vitesse en m.s-1) 
 
III.3.4    Comportement des appuis 
 
III.3.4.1    Tests T4 et T5 : choc « exceptionnel » en travée 
 
La figure III.36 donne les efforts enregistrés par les capteurs lors de l’essai T4. Le capteur 
F3 étant défectueux en dynamique, ses efforts ont été interpolés linéairement à partir des 
capteurs F2 et F4. Les capteurs F1 et F2 montrent que les appuis situés près de l’impact se 
décollent (effort enregistré nul) pendant les deux premières phases de remontée de la dalle. 
Ces phases de décollement durent respectivement 81 ms et 40 ms. Les appuis se soulèvent de 
plusieurs millimètres car les capteurs de déplacement E, pour le test T5 (figure III.23), et F, 
pour le test T4 (figure III.28), situés à 40 cm des appuis enregistrent une remontée de la dalle 
respectivement de 19,8 mm et 12,9 mm. 
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Une diminution des efforts est également visible sur les capteurs F1 et F2, juste après le 
contact pendant environ 3 ms, prouvant une mise en flexion progressive de la dalle 
engendrant une décompression des appuis proches de la zone d’impact. La présence de 
plusieurs pics d’effort durant la phase de flexion de la dalle indique que le bloc vient choquer 







































































figure III.36 : signaux des capteurs d’effort pour le test T4 
 
Une modélisation statique, avec le logiciel Robot, de l’HEB 600 et des appuis fusibles (figure 
III.37) a été effectuée afin de calculer les efforts exercés sur les appuis lorsque la somme des 
réactions des capteurs d’effort était maximale (figure III.36). Les valeurs des efforts sont 
reportées dans le tableau III.6. Les appuis sont modélisés, à partir de leurs caractéristiques 
dynamiques données dans le paragraphe III.2.1.3, par un modèle élasto-plastique parfait ne 
reprenant aucun effort de traction (le soulèvement des appuis est ainsi autorisé). Cette 
modélisation montre qu’aucun appui n’est plastifié puisque les réactions (tableau III.6) sont 
toujours inférieures à leur limite moyenne de cloquage en dynamique (Pm,dyn = 253 kN). Cette 
analyse est vérifiée par les observations visuelles après choc qui n’ont révélé aucune cloque 
apparente sur les appuis. 
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En conclusion, lors d’un choc « exceptionnel » en milieu de travée de dalle, aucun appui 
fusible n’est plastifié : aucune intervention de maintenance sur les supports n’est donc 
nécessaire. 
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figure III.37 : (a) modélisation de l’HEB et (b) du comportement des appuis sous Robot pour l’essai T4 
 
Capteur Effort (kN) Appui Réaction FZ (kN) 
F1 -307,50 1 37,40 
F2 -392,10 2 153,31 
F3 -230,40 (valeur interpolée) 3 224,35 
F4 -68,60 4 206,97 
F5 -24,80 5 148,70 
Total - 1023,40 6 107,21 
  7 65,19 
  8 40,56 
  9 27,53 
  10 12,48 
  11 0,00 
tableau III.6 : chargement appliqué et réactions d’appuis pour l’essai T4 
 
III.3.4.2    Test T6 : choc « hors dimensionnement » en travée 
 
Des mesures de la hauteur des appuis avant et après choc ont révélé que les 12 appuis 
situés le plus près de la zone d’impact avaient subi des enfoncements conséquents allant de 6 
à 16 mm (figure III.38). L’énergie d’impact, dans ce cas, a donc été absorbée par la mise en 
flexion de la dalle mais également par le cloquage d’appuis fusibles. 
Ce test révèle qu’une marge de sécurité importante existe sur ces structures, pour les chocs en 
travée dépassant l’énergie d’un impact « exceptionnel », avec la plastification des appuis. 
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figure III.38 : enfoncement des appuis fusibles après le test T6 
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III.3.4.3    Test T3 : choc « exceptionnel » en rive 
 
L’impact « exceptionnel » en rive révèle que sur une même ligne d’appuis, trois appuis 
sur onze ont été plastifiés avec apparition d’un cloquage important (figure III.39). L’appui le 
plus endommagé a subi un enfoncement de 21,5 mm et les deux appuis l’encadrant ont 
raccourci de 15 mm. Les observations visuelles montrent une légère fissuration du béton en 
sous-face mais aucun signe de poinçonnement. L’analyse par ultrasons (figure III.19) 
confirme ces constatations avec une vitesse de propagation du son minimale dans le béton de 
seulement 4250 m.s-1 alors qu’elle était descendue à 2680 m.s-1 lors du choc « exceptionnel » 


















• Fusible 8 :   15    mm
• Fusible 9 :    21,5 mm
• Fusible 10 :  15    mm
10 89 
figure III.39 : appuis cloqués après le test T3 en rive 
 
Les appuis ont donc parfaitement joué leur rôle en absorbant l’énergie d’impact et en évitant 
ainsi un endommagement significatif de la dalle. Les éléments, de type poteau ou chevêtre, 
supportant les appuis n’auraient donc subi aucun dommage et seule une intervention sur les 
appuis aurait été nécessaire. La remise en état de la structure passe uniquement par un 
vérinage de la dalle et un remplacement des appuis cloqués. 
 
 
III.3.5    Essais statiques 
 
Les essais statiques effectués avant et après choc permettent d’obtenir les courbes de 
chargement de dalle à mi-travée (figure III.40). A partir de ces données l’évolution de la 
raideur instantanée (pente de la courbe de chargement) de la dalle en fonction de l’effort 
appliqué peut être obtenue (figure III.41). Pour les chocs excentrés sur la zone réparée, la 
fissuration du béton apparaît par une perte de raideur au début du chargement. Après 
réparation (essai S2), la raideur de la dalle était de 250 kN.mm-1, elle est de 150 kN.mm-1 
après un impact « exceptionnel » à 138 kJ (essai S4) et descend à 100 kN.mm-1 après l’essai 
T6 à 294 kJ (essai S6). 
Pour les essais avant et après le choc « exceptionnel », la phase de fissuration du béton tendu 
dure jusqu’à une charge d’environ 250 kN puis la mise en traction des armatures inférieures 
entraîne une raideur constante de l’ordre de 50 kN.mm-1. Pour l’essai S6, la raideur est 
constante dès 50 kN, ce qui indique un endommagement important du béton tendu puisque les 
armatures de flexion sont sollicitées dès le début du chargement. 
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Une analyse similaire est effectuée pour les chocs au centre de la dalle avec l’obtention de 
raideurs du même ordre de grandeur. Ces essais statiques ont mis en évidence 
l’endommagement subi par le béton dans sa zone tendue avec des diminutions de raideur 
significatives après impact. L’effort maximal pouvant être appliqué lors des essais statiques 
était de l’ordre de 800 kN et n’a pas permis d’atteindre la plastification des armatures 
inférieures puisque, après la fissuration du béton, aucun changement de pente n’apparaît 
(figure III.40). 
Les effets de bords, engendrés par l’excentrement des essais S3 et S5 par rapport aux essais 
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Choc excentré : - S1 : après T2 
 - S2 : avant T4 (réparation réalisée) 
 - S4 : après T4 




Choc au centre : - S3 : avant T5 
              - S5 : après T5 
























figure III.41 : évolution de la raideur instantanée de la dalle à mi-travée (a) excentré et (b) au centre - 
Capteur 4 
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III.4    SYNTHÈSE 
 
En simulant un cycle de vie complet de l’ouvrage, ces campagnes expérimentales ont 
permis de valider le principe de fonctionnement des pare-blocs structurellement dissipants : 
• Un choc « courant » à 67 kJ n’a entraîné qu’un faible endommagement (tableau III.7) 
ne nécessitant aucune réparation et la dalle a parfaitement supporté un deuxième 
impact « exceptionnel » à 135 kJ malgré l’apparition d’un phénomène de 
poinçonnement ; 
• Le comportement de la dalle est globalement resté identique pour un choc 
« exceptionnel » avant ou après réparation avec même une fissuration moins 
importante après réparation due à l’augmentation de la section des armatures d’effort 
tranchant (HA10 au lieu de HA8) et de la résistance du béton (B35 au lieu de B30) ; 
• Sous un impact à 294 kJ, d’intensité plus de deux fois supérieure à un choc 
« exceptionnel » par rapport au dimensionnement initial, la dalle a subi des dommages 
importants mais à néanmoins assurée sa fonction protectrice ; 
• Les appuis ont parfaitement rempli leur rôle en subissant un cloquage lors du choc 
« exceptionnel » en rive, permettant ainsi de dissiper l’énergie d’impact du bloc. En 
revanche, aucun appui n’a été plastifié lors des chocs « exceptionnels » à mi-travée. 
Lors de l’essai T6 à mi-travée, avec une énergie plus de deux fois supérieure à un choc 
« exceptionnel », la plastification des appuis fusibles a également été mise à 













T1 En travée 67 14,5 1200 
- Faible fissuration du béton 
en sous face. 
T2 En travée 135 22,5 1980 
- Fissuration importante du 
béton. 
- 5 brins (HA 8) de cadres 
rompus. 
T3 Sur appuis 135 21,5 - 
- Très faible fissuration de la 
sous face de la dalle. 
- Cloquage de trois appuis 
T4 En travée 138 19,7 5580 
(2) - Faible fissuration du béton 
en sous face. 
T5 En travée 134 23,2 2290 
- Fissuration importante du 
béton en sous face. 
T6 En travée 294 - Plastification 
- Éjection du béton 
d’enrobage. 
- Plusieurs épingles (HA 10) 
rompues. 
- Armatures supérieures et 
inférieures cisaillées. 
- Plastification de six appuis.
(1) valeurs données avec une précision de ± 0,5 mm en tenant compte des incertitudes du capteur et du dispositif 
de fixation. 
(2) jauge positionnée proche du cône de poinçonnement engendrant des déformations locales élevées. 
tableau III.7 : flèches maximales et endommagement de la dalle pour les essais T1 à T6 
L’analyse détaillée des différents capteurs à également mis en évidence les points suivants : 
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• Une mise en flexion progressive de la dalle engendre localement des contraintes dans 
les armatures inférieures plus importantes que lorsque la dalle atteint sa mise en 
flexion complète et son déplacement maximal ; 
• Lors d’un choc à mi-travée, dans la phase de remontée de la dalle, les appuis situés 
près de l’impact se décollent de plusieurs millimètres ; 
• Les vitesses de déformation dans les armatures inférieures sont d’environ 0,5 à 1 s-1 ; 
• La fréquence fondamentale d’oscillation de la dalle est d’environ 16 Hz ; 
• L’amortissement de la dalle est d’environ 11 % lorsqu’elle s’endommage et redescend 
ensuite entre 3 % et 5 % ; 
• En statique, après une charge d’environ 250 kN, la raideur moyenne de la dalle à mi-
travée est comprise entre 50 kN.mm-1 et 55 kN.mm-1. 
 
Concernant l’endommagement de la dalle et les différents transferts d’énergie, trois 
mécanismes résumés dans la figure III.42 apparaissent : 
• Déstructuration du béton sur la face supérieure de la dalle au niveau de l’impact lors 
d’un choc « exceptionnel » à 135 kJ et surtout lors du choc à 294 kJ. Lors de la phase 
de contact, plusieurs phénomènes mal connus dégradent le béton et dissipent de 
l’énergie : par compaction, par une fissuration de surface du bloc et de la dalle, par 
friction interne, sous forme de chaleur et par énergie acoustique ; 
• Poinçonnement de la dalle qui tend à éjecter un cône de béton armé. Ce phénomène 
crée une fissure inclinée à 45° dans le béton, mettant en traction les cadres et cisaillant 
les armatures inférieures et supérieures coupant la fissure ; 
• Mise en flexion locale et globale de la dalle, pouvant aller jusqu’à une plastification 
des armatures inférieures. Durant ce processus, des transferts ont lieu entre énergie 
cinétique et énergie de déformation, maximale lorsque la dalle a atteint sa plus grande 
flèche. Le bloc garde également une part d’énergie cinétique puisqu’il est éjecté, avec 
un mouvement de rotation. 
 
Le développement de méthodes de calcul simplifiées et l’optimisation du dimensionnement de 
la structure implique la quantification en termes d’énergie et de sollicitations de ces différents 
phénomènes. 
 




Énergie cinétique et de déformation (flexion)

























figure III.42 : décomposition des mécanismes d’endommagement et de transfert d’énergie [DEL, 04-a] 
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IV   Quantification des efforts et bilan énergétique des essais expérimentaux 
Le chapitre précédent a mis en évidence deux mécanismes majeurs d’endommagent de la 
dalle, à savoir le poinçonnement et la flexion. Le phénomène de poinçonnement a lieu durant 
la phase de contact entre le bloc et la dalle. Afin de dimensionner l’ouvrage vis-à-vis de cette 
sollicitation, il est nécessaire de connaître le pic d’effort de percussion qui est appliqué à la 
structure. La première partie de ce chapitre a pour objectif de quantifier expérimentalement 
cet effort et de le comparer à la résistance au poinçonnement de la dalle déterminée par 
différents modèles disponibles. 
En ce qui concerne le dimensionnement de la dalle à la flexion, une approche énergétique est 
plus appropriée, un effort statique équivalent paraissant difficile à obtenir. Le but est de 
réaliser un bilan énergétique afin d’évaluer la part d’énergie qui est transmise à la dalle pour 
ainsi remonter aux contraintes dans les armatures et le béton. 
 
 
IV.1    PHÉNOMÈNE DE POINÇONNEMENT 
 
IV.1.1    Détermination expérimentale de l’effort de percussion 
 
L’analyse bibliographique du chapitre II a mis en évidence que le contact entre le bloc en 
béton et la dalle se rapprochait plus d’un contact plastique que d’un contact élastique. Lors du 
choc, le bloc s’écaille et s’effrite quasiment instantanément ce qui fait que la phase élastique 
est de très courte durée et peut être négligée et que la restitution est quasi-inexistante. De plus, 
le fait que le bloc n’impacte jamais parfaitement horizontalement (à plat) mais toujours sur 
une arrête, diminue la surface de contact et accentue ce phénomène. 
L’évolution de l’effort de percussion « Fc » au cours du temps peut donc être considérée 
comme rectangulaire (figure IV.1), en négligeant le régime élastique initial et la phase de 
restitution. D’après la bibliographie, l’intégration de la courbe Fc = f(t) correspond à la 
variation de la quantité de mouvement du bloc «∆Qb », en supposant la masse du bloc est 
identique avant et après choc. Le calcul de l’effort normal efficace de percussion peut donc se 






       (IV.1) 
 
( )b b b,1 b,2Q = m v -v∆
ct
b c0
Q F∆ = ∫ dt
vb,1    = vitesse du bloc avant impact 
vb,2    = vitesse du bloc après impact 
mb     = masse du bloc 
tc       = temps de contact 















figure IV.1 : évolution théorique approchée de l’effort de contact en fonction du temps 
 
A partir des résultats expérimentaux, l’effort efficace de percussion peut être déterminé en 
connaissant la vitesse du bloc avant et après impact et le temps de contact entre le bloc et la 
dalle. 
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IV.1.1.1    Estimation de l’effort de percussion 
 
La détermination de l’effort de percussion est réalisée uniquement sur les trois essais en 
milieu de travée des campagnes II et III, l’instrumentation de la campagne I ne permettant pas 
de connaître les vitesses du bloc. 
• Test T4 : zone réparée impactée avec une énergie de 138 kJ (choc « exceptionnel ») 
correspondant à un bloc cubique de 470 kg lâché de 30 m de haut ; 
• Test T5 : zone endommagée par un choc de 67 kJ et nouvel impact avec une énergie 
de 134 kJ (choc « exceptionnel ») correspondant à un bloc cubique de 455 kg lâché de 
30 m de haut ; 
• Test T6 : zone endommagée par un impact de 135 kJ et nouveau choc avec une 
énergie de 294 kJ (choc « hors dimensionnement ») correspondant à un bloc à facettes 
de 810 kg lâché de 37 m de haut. 
 
Pour chacun de ces essais, une caméra ultra-rapide à 1000 images par seconde enregistre le 
choc. Un capteur de déplacement LVDT est également placé en sous-face de dalle au niveau 
du point d’impact sauf pour le test T6 en raison de la violence du choc. Pour les tests T4 et 
T6, un accéléromètre est placé dans le bloc. 
 
Le capteur LVDT enregistre le déplacement vertical de la dalle, au niveau du point d’impact, 
à une fréquence d’échantillonnage de 7000 Hz. Le signal obtenu permet de déterminer la 
vitesse de la dalle par dérivation. L’accéléromètre placé dans le bloc d’impact permet de 
mesurer la décélération verticale du bloc uniquement durant le mouvement descendant de la 
dalle, à une fréquence de 7000 Hz. En effet, le câble le reliant à la centrale d’acquisition s’est 
ensuite rompu. L’acquisition des signaux du capteur de déplacement et de l’accéléromètre est 
synchronisée. 
 
Le film de la caméra ultra-rapide permet de déterminer la position du centre de gravité du 
bloc image par image, c’est-à-dire tous les millièmes de seconde. Il est aisé ensuite de 
déterminer la vitesse d’impact du bloc et le temps de contact avec la dalle. La précision sur le 
temps entre chaque prise d’image peut être négligée devant l’incertitude sur la lecture du 
déplacement du bloc. Cette incertitude dépend du champ de la caméra pour chaque essai : 
• essai T4 : ± 0,5 pixel soit ± 3,6 mm, 
• essai T5 : ± 0,5 pixel soit ± 4,2 mm, 
• essai T6 : ± 0,5 pixel soit ± 5,0 mm. 
 
L’enregistrement de la caméra ultra-rapide n’est pas synchronisé avec les deux capteurs 
précédents. Il est calé manuellement par rapport au début du contact entre le bloc et la dalle. 
 
IV.1.1.1.1    Essai T4 
Les graphiques de la figure IV.2 représentent de haut en bas : 
• la distance verticale du centre de gravité du bloc (« cdg ») par rapport à la dalle au 
repos (mesurée avec la caméra ultra-rapide), 
• le déplacement vertical de la dalle au niveau du point d’impact (enregistré par le 
capteur LVDT D), 
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figure IV.2 : déplacement vertical du centre de gravité du bloc, déplacement de la dalle au niveau du point 
d’impact et décélération du bloc – Essai T4 
 
Le choc peut se décomposer comme suit [DEL, 03-c] : 
• Phase [t0, t1] : le bloc entre en contact avec la dalle sur un angle comme le montre 
l’image de la caméra ultra-rapide. Sa vitesse d’impact est de 24,4 m.s-1 et il décélère 
violemment avec un pic à 580 g. La dalle commence à se déplacer et atteint une 
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vitesse au point d’impact de 3,7 m.s-1 ; cette phase dure 3,4 ms et correspond au 
premier temps de contact entre le bloc et la dalle ; 
• Phase [t1, t2] : la décélération du bloc devient nulle, le bloc n’exerce quasiment plus 
aucun effort sur la dalle car il entame une rotation autour du point d’impact. La vitesse 
verticale du centre de gravité du bloc n’est plus que de 14,1 m.s-1. La dalle ralentit et 
sa vitesse diminue à 0,8 m.s-1 ; 
• Phase [t2, t3] : l’angle opposé au premier impact vient toucher la dalle (image de la 
caméra ultra-rapide). Le bloc décélère de nouveau avec un pic à 640 g, puis le câble le 
reliant à la centrale d’acquisition se coupe. La dalle accélère et sa vitesse augmente à 
3,7 m.s-1 ; cette phase dure 3,2 ms et correspond au deuxième temps de contact entre le 
bloc et la dalle ; 
• Après t3 : le bloc commence à se décoller de la dalle qui atteint son déplacement 
vertical maximal et commence à remonter. La vitesse d’éjection du bloc est de         
2,3 m.s-1 tandis que la vitesse de remontée de la dalle n’est que de 1,2 m.s-1. Le bloc et 
la dalle ne sont donc plus en contact pendant la phase de remontée. 
 
Cette analyse montre que le bloc vient impacter deux fois la dalle lors de sa mise en flexion. 
Elle subit donc deux efforts de percussion donnés dans le tableau IV.1 et calculés à partir de 
l’équation (IV.1). 
 









N°1 470 24,4 ± 0,8 14,1 ± 0,8 3,4 ± 0,2 1,4 ± 0,4 
N°2 470 14,1 ± 0,8 0 ± 0,3 3,2 ± 0,2 2,1 ± 0,3 
tableau IV.1 : efforts de percussion – Essai T4 
 
IV.1.1.1.2    Essai T5  
Les graphiques de la figure IV.3 représentent de haut en bas : 
• la distance verticale du centre de gravité du bloc par rapport à la dalle au repos 
(mesurée avec la caméra ultra-rapide), 
• le déplacement vertical de la dalle au niveau du point d’impact (enregistré par le 
capteur LVDT I). 
 
Le choc se décompose en trois phases : 
• Phase [t0, t1] : le bloc entre en contact quasiment à plat avec la dalle. La vitesse 
d’impact du bloc est de 23,5 m.s-1. La dalle commence à se déplacer et atteint une 
vitesse au point d’impact de 7,6 m.s-1. La vitesse de la dalle devient nulle au bout de 
3,5 ms, c’est-à-dire que le bloc n’exerce quasiment plus aucun effort sur la dalle (par 
analogie avec l’essai T4), ce qui correspond au premier temps de contact entre le bloc 
et la dalle ; 
• Phase [t1, t3] : après le premier choc, le déplacement de la dalle au niveau du point 
d’impact est plus rapide que celui du bloc. Ensuite, lorsque la dalle ralentit, le bloc la 
rejoint et vient la choquer de nouveau (temps t2). Le bloc reste ensuite en contact avec 
la dalle jusqu’à qu’il soit éjecté. La vitesse du bloc après le premier impact peut être 
considérée comme étant identique à celle de la dalle lors du deuxième choc [t2, t3], soit 
1,7 m.s-1. Cette analyse est en accord avec la description faite par le CEB [CEB, 88] 
pour un impact sur une poutre ; 
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• Après t3 : la dalle a atteint son déplacement vertical maximal et le bloc est éjecté avec 
une vitesse d’environ 1,9 m.s-1. La vitesse de remontée de la dalle n’est que de         
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figure IV.3 : déplacement vertical du centre de gravité du bloc, déplacement de la dalle au niveau du point 
d’impact – Essai T5 
 
Les estimations des efforts de contact [équation (IV.1)] sont données dans le tableau IV.2. 
 









N°1 455 23,5 ± 0,8 1,7 ± 0,3 3,5 ± 0,2 2,8 ± 0,3 
N°2 455 1,6 ± 0,3 0 ± 0,3 5 ± 0,2 0,15 ± 0,1 
tableau IV.2 : efforts de percussion – Essai T5 
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IV.1.1.1.3    Essai T6 
Les graphiques de la figure IV.4 représentent de haut en bas : 
• la distance verticale du centre de gravité du bloc par rapport à la dalle au repos 
(mesurée avec la caméra ultra-rapide), 




















































































v0 = -26,3 m.s-1
v1 = 4,3 m.s-1
a = 600 g 
1er choc 2e choc 
figure IV.4 : déplacement vertical du centre de gravité et décélération du bloc – Essai T6 
 
Le choc se décompose suivant les phases suivantes [PER, 04] : 
• Phase [t0, t1] : le bloc, légèrement incliné, entre en contact avec la dalle sur un angle 
comme le montre l’image de la caméra ultra-rapide. La vitesse d’impact du bloc est de 
26,3 m.s-1. Il décélère violemment avec un pic à 600 g. Cette première phase dure 4 
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ms et correspond au premier temps de contact. Concernant la vitesse après choc du 
bloc, nous pouvons seulement conclure qu’elle semble être proche de zéro, vu la faible 
précision de la caméra ultra-rapide pour de petits déplacements. 
• Phase [t1, t2] : le bloc entame une rotation de courte durée et vient impacter une 
deuxième fois la dalle. Cet effort doit être relativement réduit par rapport au premier 
vu le faible angle d’impact. De plus la variation de vitesse n’apparaît pas sur l’analyse 
de la caméra ultra rapide. Le bloc accompagne ensuite la dalle dans sa flexion. 
• Après t2 : le bloc commence à se décoller et est éjecté avec une vitesse de 4,3 m.s-1. 
 
Lors de cet essai, il est possible de déterminer uniquement l’effort de percussion principal dû 
au premier impact, en faisant l’hypothèse que la vitesse du bloc est proche de zéro après choc 
(tableau IV.3). 
 









N°1 810 26,3 ± 0,8 0 ± 1 4 ± 0,2 5,3 ± 0,6 
tableau IV.3 : effort de percussion – Essai T6 
 
 
IV.1.1.2    Récapitulatifs et commentaires 
 
Le tableau IV.4 regroupe les efforts de percussion maximaux estimés expérimentalement. 
 









T4 470 24,4 20 3,2 et 3,4 2,1 ± 0,3 
T5 455 23,5 5 3,5 2,8 ± 0,3 
T6 810 26,3 9 4 5,3 ± 0,6 
(1) voir figure IV.5. 














































figure IV.5 : inclinaison « α » du bloc d’impact par rapport à l’horizontale 
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Cette analyse détaillée a mis en évidence que le bloc venait impacter plusieurs fois la dalle 
durant sa phase de flexion. Ce phénomène est dû à une mise en rotation du bloc et à un 
déplacement de la dalle, après l’impact, plus rapide que celui du bloc. Ce fait est d’autant plus 
marqué que l’inclinaison du bloc est conséquente. Lors de l’essai T4, une inclinaison 
d’environ 20° par rapport à l’horizontale provoque même un deuxième effort de percussion 
plus important que le premier. En revanche, lorsque le bloc impacte quasiment à plat (essai 
T5), l’effort de contact initial devient prépondérant. Une surface d’impact du bloc horizontale 
entraîne donc un effort de contact plus important que lors d’un impact « incliné ». 
Concernant les temps de contact, nous pouvons constater qu’ils sont équivalents au temps mis 
par la dalle pour que sa déformée dynamique dans le sens transversal ait la même allure que 
sa déformée statique (3,5 ms pour l’essai T4 et 4 ms pour l’essai T5). En fait, à la fin du temps 
de contact, la vitesse de la dalle au niveau du choc diminue fortement entraînant un 
déplacement de la dalle au point d’impact suffisamment lent pour se rapprocher d’une 
déformée statique. 
En nous référant aux études de S. H. Perry [PER, 87] et de J. G. M. van Mier [VAN, 91], nous 
déduisons que l’augmentation de l’effort de contact du test T6, par rapport aux tests T4 et T5, 
est dû à une vitesse d’impact plus élevée et que l’accroissement du temps de contact est dû à 
une masse de bloc plus importante. 
Pour déterminer la résistance au poinçonnement de la dalle, il est nécessaire de se fixer une 
surface d’application de la charge. Les films de la caméra ultra-rapide ont montré que le bloc 
n’impactait jamais parfaitement à plat mais avec une inclinaison marquée. Les relevés des 
empreintes du bloc sur la dalle permettent d’estimer cette surface à environ un tiers d’une face 

















figure IV.6 : surface d’impact du bloc lors des essais T5 (a) et T6 (b) 
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IV.1.2    Résistance au poinçonnement 
 
La résistance d’une dalle au poinçonnement peut être calculée au moyen de modèles 
développés par différents auteurs. Ces modèles ont souvent servi de base aux réglementations 
en vigueurs (BAEL, EC2, BS, ACI,…). Un aperçu de ces différentes méthodes de calcul et 
réglementations est donné dans la suite du document. Une comparaison de la résistance au 
poinçonnement de la dalle avec l’effort de percussion maximal est ensuite effectuée. 
 
 
IV.1.2.1    Mécanismes de rupture 
 
Le phénomène de poinçonnement apparaît sur une dalle lorsque des chargements localisés 
sont appliqués. La faible portée et la rigidité importante de la dalle accentuent ce type de 
mécanisme de ruine. Pour rappel, une rupture par flexion est caractérisée, une fois l’effort 
maximal de flexion atteint, par une lente diminution de l’effort admissible par la dalle 
accompagnée d’une augmentation des déplacements. A l’opposé, une rupture par 
poinçonnement se caractérise par une brusque baisse de l’effort applicable (rupture de type 


















figure IV.7 : comparaison entre une rupture par flexion et par poinçonnement [MEN, 02] 
 
Les mécanismes de fissuration avant une telle rupture, sont les suivants [THE, 02] : 
• apparition de fissures autour de la zone d’application de la charge sur la face en 
traction se propageant dans la zone comprimée du béton, 
• formation de fissures de flexion à la verticale de la charge appliquée car le phénomène 
de poinçonnement est rarement découplé de la flexion, 
• déclenchement d’une fissure inclinée à environ mi-hauteur de la dalle pour un effort 
compris entre 50 % et 70 % du chargement ultime. Avec l’augmentation de la charge, 
le développement de la fissure inclinée est empêché par les armatures d’effort 
























poinçonnementFissures de flex nio 
figure IV.8 : vue en coupe d’une dalle poinçonnée [CEB, 01] 
 
L’effort limite de poinçonnement « Fpun » est donc influencé par plusieurs paramètres 
identifiés sur la figure IV.9 : 
• la composante verticale de la résistance à la traction du béton « Fct », 
• la contribution verticale de l’effort transitant dans les armatures de flexion « Fdow » 
(« dowel effect »), 

















figure IV.9 : décomposition de l’effort de poinçonnement 
 
La difficulté dans l’estimation de l’effort de poinçonnement est que toutes ces composantes 
co-existent mais que leurs contributions maximales ne sont pas atteintes en même temps. 
 
 
IV.1.2.2    Réglementations 
 
L’objectif de ce paragraphe est de comparer succinctement l’effort admissible au 
poinçonnement calculé à partir de l’Eurocode 2 [EC2, 03], du Model Code 90 [CEB, 93], du 
FIP-Recommendations [FIP, 96], du British Standard BS 8110-97 [BRI, 97], de l’American 
Standard ACI 318-95 [ACI, 95] et du code allemand DIN 1045 [DIN, 88]. Les éléments pris 
en compte sont la résistance à la traction du béton, les armatures de flexion inférieures (sauf 
pour les ACI 318-95) et d’effort tranchant et l’inclinaison de la fissure de poinçonnement. 
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IV.1.2.2.1    Comparaison des réglementations 
La figure IV.10 permet de comparer la valeur de l’effort admissible au poinçonnement 
pour les différentes réglementations en faisant varier le pourcentage d’armature longitudinale 
et la résistance caractéristique à la compression du béton. Le DIN 1045, le BS 8110-97 et 
l’Eurocode 2 d’une part, l’ACI-318-95, le Model Code 90 et le FIP-Recommendations d’autre 
part, donnent des résultats très différents. Il peut être observé que : 
• Le DIN 1045, le BS 8110-97 et l’Eurocode 2 indiquent un effort maximal similaire. Des 
différences significatives apparaissant pour de faibles ratios d’armatures de flexion ; 
• Pour une résistance à la compression du béton de 20 MPa, l’ACI-318-95 et le Model Code 
90 indiquent un niveau d’effort maximal équivalent ; 

























figure IV.10 : comparaison des différents règlements [CEB, 01] 
 
La comparaison de la résistance au poinçonnement selon les différents règlements montre une 
très large dispersion des résultats. Les raisons sont les différents coefficients de sécurité pris 
pour les actions et pour les résistances des matériaux, ainsi que les différentes hypothèses 
faites par chaque réglementation. Des écarts importants sont également dus à la façon de 
prendre en compte la contribution des armatures de flexion. En résumé, les règles pour 
déterminer l’effort de poinçonnement sont globalement insatisfaisantes d’un point de vue 
mécanique. 
Le modèle de calcul proposé par l’Eurocode 2 présente néanmoins l’avantage de prendre en 
compte les caractéristiques de l’ensemble des éléments constituant notre dalle d’essai (béton, 
armatures de flexion et d’effort tranchant). De plus c’est un modèle récent qui a été remis à 
jour en 2003 et qui doit entrer en application à partir de 2005 en Europe. Dans la perspective 
de mise an point d’une méthode de dimensionnement applicable en bureau d’études, ce 
modèle sera exposé plus en détail. 
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IV.1.2.2.2    L’Eurocode 2 [EC2, 03] [WAL, 01] 
Le calcul de la résistance au poinçonnement d’une dalle en béton armé est largement 










figure IV.11 : modèle de l’Eurocode 2 pour la vérification au poinçonnement [EC2, 03] 
 
• Résistance au poinçonnement pour une dalle sans armatures d’effort tranchant : 
La formulation pour l’effort limite de poinçonnement d’une dalle est la suivante : 
Rdc RdcV = v u d         (IV.2) 
avec u = longueur du périmètre critique, prise à une distance 2d de la surface 
de chargement (correspondant à une fissure de poinçonnement inclinée 
de 26,6°) 
   d = hauteur utile moyenne de la dalle 
 
L’effort tranchant résistant par unité de longueur pour une dalle non précontrainte est : 
1/3
Rdc 1 ckv = 0,12 k (100 ρ f )       (IV.3) 
avec k (facteur de taille) = 2001+ 2
d
≤   (d en mm)  (IV.4) 
l lx lyρ = ρ ρ 0,02≤       (IV.5) 
ρlx et ρly = pourcentages d’armatures longitudinales dans les sens x et y 
fck = résistance caractéristique en compression du béton 
 
• Résistance au poinçonnement pour une dalle avec armatures d’effort tranchant : 
Il est supposé que la contribution des armatures d’effort tranchant est la suivante : 
s sw ydV = A f sinα∑        (IV.6) 
avec α = inclinaison des armatures d’effort tranchant 
 Asw = aire de la section des armatures d’effort tranchant 
 fyd = limite d’élasticité des armatures d’effort tranchant 
 
En général, la limite élastique des armatures d’effort tranchant n’est pas encore atteinte 
lorsque la contribution du béton est à son maximum. Pour prendre en compte ce phénomène, 
les efforts maximaux sont sommés mais affectés de coefficients. Dans la littérature, deux 
types de propositions sont donnés, soit de diminuer la contribution des armatures d’effort 
tranchant par un coefficient compris entre 0,8 et 0,25 [KIN, 60] [PEC, 79] [KOR, 86], soit de 
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diminuer la contribution du béton par un coefficient compris entre 0,6 et 0,8 [ELS, 56] [REG, 
80]. La deuxième proposition a été retenue pour l’Eurocode 2 d’où la formulation suivante : 
Rdc,cs Rdc sV = 0,75V +V        (IV.7) 
Afin de tenir compte de l’efficacité des ancrages des armatures d’effort tranchant, la formule 
précédente est utilisée avec une limite élastique de calcul effective, pour les armatures, qui 
dépend de l’épaisseur de la dalle : 
Rdc,cs Rdc sw ywd,effV = 0,75 v u d + A  f sinα∑     (IV.8) 
avec fywd,eff = limite élastique effective des armatures d’effort tranchant 
             = min{250 + 0,25 d; fywd}    (IV.9)  
ΣAsw = aire des armatures d’effort tranchant à l’intérieur du périmètre 
considéré 
 
L’augmentation de la résistance au poinçonnement due aux armatures d’effort tranchant est 
limitée à la valeur suivante : 
Rd,max cd 0V = 0,5 ν f u d        (IV.10) 
  avec u0 = périmètre de la colonne 
   fcd = valeur de calcul de la résistance en compression du béton 
ν = 0,6 (1 - fck / 250)       (IV.11) 
 
 
IV.1.2.3    Modèles de calcul 
 
IV.1.2.3.1    Comparaison des modèles 
Les modèles exposés par les auteurs peuvent être classés en fonction des théories 
utilisées, selon le bulletin 168 du CEB [REG, 85]. Le but de cette classification est de 
comprendre clairement les différents transferts des efforts de cisaillement et les causes de la 
rupture. 
 
• Approche par la résistance en flexion : 
Dans de nombreux essais de poinçonnement, l’effort ultime ne diffère pas significativement 
de l’effort admissible en flexion. Dans les premiers modèles, l’effort admissible au 
poinçonnement est dérivé de la résistance en flexion ou combiné avec elle. De tels modèles 
ont été développés par Yitzhaki [YIT, 66], Long et Ranking [LON, 87], Long [LON, 75], 
Moe [MOE, 61], Gesund et al. [GES, 70], Reimann [REI, 63], Nölting [NOL, 84] et dans le 
bulletin 168 du CEB [REG, 85]. 
 
• Approche par la plasticité : 
La théorie de la plasticité a principalement été utilisée pour déterminer la valeur limite de 
l’effort de poinçonnement, notamment par Braestrup, Nielsen et al. [BRA, 76]. Un mécanisme 
de fissuration est supposé, dans lequel le béton est considéré comme un matériau parfaitement 
plastique. En égalant le travail externe effectué par la force appliquée avec le travail interne 
dissipé par fissuration, une expression analytique est obtenue. 
Les armatures de flexion ne sont pas prises en compte dans ces formulations [MAR, 77]. 
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• Approche de Kinnuen et Nylander [KIN, 60] : 
Ce modèle peut être caractérisé comme un mécanisme de fissuration dans lequel des corps 
rigides se séparent suivant des surfaces de rupture prédéfinies. La localisation et la géométrie 
des fissures, qui jouent un rôle important dans la théorie, sont déduites d’observations 
expérimentales ou plus rarement de simulations par éléments finis. 
Ce modèle est le premier qui donne une bonne corrélation avec des résultats d’essais et 
permet aussi de visualiser les lignes de flux des efforts [BRO, 90], [SHE, 90], [HAL, 96]. 
 
• Mécanisme de fissuration utilisant les contraintes de traction du béton au niveau du plan 
de fissuration : 
L’approche est la même que celle de Kinnuen et Nylander, mais elle suppose des transferts 
d’efforts de cisaillement différents. Le développement des recherches sur la mécanique de la 
fracturation [BAZ, 87] a encouragé des chercheurs à se servir du transfert des contraintes de 
traction à la surface du cône de poinçonnement, comme Georgopoulos [GEO, 89] ou 
Menétrey [MEN, 99]. 
 
• Modèle bielles-tirants (« Truss models ») : 
Ces modèles représentent le béton et les armatures à l’aide de liens permettant de décrire le 
transfert des efforts dans la dalle. Les fissures ne sont pas explicitement représentées mais 
sont modélisées à l’aide de critère de rupture au niveau des liens. Ces modèles ont été 
proposés entre autres par Reineck [CEB, 97], Pralong [PRA, 82], Andrä [AND, 82] et aussi 
Alexander et Simmonds [ALE, 92] pour des poutres. 
 
• Mécanique de la fracturation : 
Depuis 1985, de nombreux modèles reposant sur les mécanismes de fracturation du béton ont 
été proposés. Ces modèles ont ensuite été implantés dans des codes de calcul afin d’effectuer 
des analyses numériques [HAL, 96]. 
 
D’après le bulletin 12 du CEB [CEB, 01], le modèle proposé par Menétrey repose sur une 
théorie cohérente et a pour avantage d’être l’un des rares à prendre en compte les armatures 
d’effort tranchant. De plus, dans l’optique d’une utilisation en bureau d’études, il est 
facilement visualisable et compréhensible. Ce modèle sera donc détaillé et appliqué à notre 
étude pour la détermination de l’effort admissible au poinçonnement. 
 
IV.1.2.3.2    Modèle analytique de Menétrey 
A partir d’essais expérimentaux et de simulations numériques, Menétrey [MEN, 96] 
[MEN, 98] [MEN, 02] propose un modèle (figure IV.12) qui tient compte des caractéristiques 
du béton « Fct », des armatures longitudinales « Fdow » et transversales « Fsw », et des câbles 
de précontrainte éventuels « Fp ». 
pun ct dow sw pF = F + F + F + F       (IV.12) 
Selon Menétrey, la rupture par poinçonnement résulte de la coalescence de micro-fissures 
suivie par la propagation d’une fissure inclinée. La formation de ces micro-fissures étant 
progressive, la résistance des armatures est activée graduellement. Les efforts dans les 
armatures peuvent donc être ajoutés graduellement aux efforts de traction dans le béton 
comme proposé dans le modèle de l’équation (IV.12). Aucun coefficient n’est donc 
directement utilisé pour minorer la résistance du béton ou de l’acier. En revanche, divers 
coefficients prenant en compte l’influence du taux d’armatures de flexion, les caractéristiques 
du béton et la surface d’application de la charge minorent la résistance à la traction du béton. 
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figure IV.12 : représentation des efforts de poinçonnement selon Menétrey [MEN, 02] 
 
• Composante verticale de la force de traction du béton « Fct » : 
( ) 2/3ct 1 2 btF r r s f= π + ξηµ       (IV.13) 
  avec fbt = limite élastique en traction du béton 
ξ = coefficient prenant en compte l’influence du pourcentage « ρ » 
d’armatures de flexion (0,35 < ξ < 0,87) 
20,1 0, 46 0,35       2 %
ξ=
0,87                                   2 %
⎧− ρ + ρ + ρ <⎨ ρ ≥⎩
   (IV.14) 
µ = paramètre tenant compte de la taille des granulats « da »par rapport 





−⎛ ⎞+⎜ ⎟⎝ ⎠
      (IV.15) 





r r r0,1 0,5 1,25       0 2,5
h h hη=
r0,625                                   2,5
h
⎧ ⎛ ⎞ + + < <⎪ ⎜ ⎟⎪ ⎝ ⎠⎨⎪ ≥⎪⎩
  (IV.16) 
   rs = rayon d’application de la charge « Fpun » (figure IV.12) 
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• Contribution verticale des armatures de flexion « Fdow » : 
barres
2 2
dow s bc s
1F f f (1
2
= φ − ζ∑ ) sin α      (IV.17) 
  avec fbc = limite élastique en compression du béton 
fs = limite élastique en traction des aciers 















      (IV.18) 
 
• Contribution verticale des armatures d’effort tranchant « Fsw » : 
Pour les barres lisses ancrées aux extrémités, l’allongement correspond à la somme des 
ouvertures des micro-fissures. L’effort repris par les cadres et épingles est donc le suivant : 
brins brins
sw sw sw sw sw sw sw swF min A E sin( ); A f sin( )
⎧ ⎫= ε β⎨ ⎬⎩ ⎭∑ ∑ β   (IV.19) 
  avec Asw = section d’une armature d’effort tranchant 
Esw = module d’Young de l’armature 





ε = α        (IV.20) 
wr = ouverture de fissures [HIL, 76] 






=        (IV.21) 
   Gf = énergie de fissuration (J.m-2) 
βsw = inclinaison des armatures transversales 
 
Pour les armatures à haute adhérence, les efforts de traction sont transmis par frottement avec 
le béton sur toute la longueur de la barre. Si cette longueur est suffisante, la limite élastique de 
l’acier peut être atteinte, d’où : 
brins
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IV.1.2.4    Application à la dalle d’essai 
 
Les méthodes de calcul décrites précédemment s’appliquent pour des chargements 
statiques sur une dalle. Le phénomène dynamique d’un chargement de type choc entraîne la 
modification de plusieurs paramètres. L’angle de fissuration « θ » relevé expérimentalement 
est de l’ordre de 45° alors que Menéntrey et l’Eurocode 2 préconisent un angle de 26,6°. Une 
sollicitation ponctuelle dynamique entraîne donc une augmentation de l’inclinaison de la 
fissure de poinçonnement. Une analyse similaire est donnée dans le bulletin 187 du CEB 
[CEB, 88] qui indique une diminution de l’angle du cône de poinçonnement avec 














figure IV.13 : variation de l’angle de fissuration du cône de poinçonnement avec la vitesse d’impact 
[CEB,88] 
 
Un point important est également la prise en compte des effets de la vitesse sur les matériaux. 
Le poinçonnement de la dalle se produit pendant un temps très court (phase de contact entre le 
bloc et la dalle) et engendre des vitesses de déformations élevées dans les armatures et le 
béton. Ce phénomène sera pris en compte en majorant les limites élastiques du béton et de le 
l’acier par les coefficients donnés au chapitre II.1.2. 
 
Le modèle décrit par Menétrey permet d’intégrer facilement ces modifications entre un 
chargement statique et dynamique. En effet, l’angle de poinçonnement, les limites élastiques 
en traction du béton et de l’acier sont entrées directement dans le modèle. Dans l’Eurocode 2, 
la variation de l’angle « θ » peut être intégrée en modifiant la longueur du paramètre critique 
« u ». En revanche, la majoration des limites élastiques des armatures ne peut être prise en 
compte. Les caractéristiques des armatures de flexion ne sont pas demandées et pour les 
armatures d’effort tranchant une résistance effective de calcul, où n’apparaît pas directement 
la limite élastique [équation (IV.9)], est déterminée. De plus, pour le béton la limite élastique 
en compression est requise mais pas sa limite en traction ; or la majoration de cette dernière 
est plus importante avec un coefficient de 2 contre 1,35. Dans ces conditions l’utilisation de 
l’Eurocode 2 s’avère difficile à moins de modifier certaines équations. La résistance au 
poinçonnement sous impact de la dalle d’essai sera donc calculée uniquement avec la 
méthode de Menétrey afin de ne modifier aucun modèle et de garantir une bonne 
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Nous considérons une surface de chargement égale au tiers de la surface d’impact du bloc, 
conformément aux constatations expérimentales ; un calcul est néanmoins mené avec une 
sollicitation appliquée sur une aire égale à la surface totale d’une face afin de voir l’influence 
de la surface de chargement. Les résistances dynamiques au poinçonnement obtenues par la 
méthode de Menétrey sont récapitulées dans le tableau IV.5 en fonction des différentes 
configurations de la dalle. 
 







(MPa) Fct + Fdow Fpun
0,07  (1/3 de la face) 0,90 2,08 Courante T1-T2 T5 0,20  (face entière) 
Cadres en HA 8 fbc = 40,5fbt = 5,8 1,08 2,69 
0,07  (1/3 de la face) 0,88 2,74 T4 
0,20  (face entière) 1,04 3,56 
0,09  (1/3 de la face) 0,92 2,92 
Réparée 
T6 
0,26  (face entière) 
Epingles en HA 10 fbc = 48,2fbt = 5,8 
1,08 3,81 
tableau IV.5 : effort limite de poinçonnement dynamique par la méthode de Menétrey 
 
Les armatures d’effort tranchant assurent entre 60 % et 70 % de la résistance au 
poinçonnement de la dalle. Leur prise en compte, avec leurs caractéristiques correctes, est 
donc primordiale afin d’estimer l’effort admissible. L’augmentation de la section des 
armatures d’effort tranchant de 56 %, par le remplacement des HA 8 par des HA 10, engendre 
un accroissement d’environ 32 % de « Fpun ». Il ressort donc que le taux ainsi que le diamètre 
des armatures d’effort tranchant sont des éléments prépondérants pour dimensionner la dalle 
au poinçonnement. 
La surface d’impact du bloc a également une influence notable puisqu’une surface trois fois 
plus grande provoque une augmentation d’environ 30 % de la résistance au poinçonnement. 
Cet accroissement provient essentiellement de la mobilisation d’un nombre plus élevé 
d’armatures d’effort tranchant. Une estimation réaliste de la surface d’impact du bloc est donc 
essentielle afin de pouvoir calculer « Fpun », une diminution de cette surface allant dans le sens 
de la sécurité. 
 
Dans l’optique d’une comparaison avec les efforts de percussion des différents essais, les 
efforts limites de poinçonnement de la dalle qui seront utilisés sont : 
• Essai T5 : Fpun = 2,1 MN 
• Essai T4 : Fpun = 2,7 MN 
• Essai T6 : Fpun = 2,9 MN 
 
 
IV.1.3    Récapitulatif et conclusions 
 
Le tableau IV.6 compare les valeurs de l’effort de percussion efficace obtenues au 
paragraphe IV.1.1.2 à la résistance au poinçonnement théorique de la dalle. 
L’endommagement dû à la formation du cône de poinçonnement est estimé 
expérimentalement par rapport à l’état, après choc, des armatures d’effort tranchant : une 
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Essai Énergie (kJ) 






T4 138 2,7 2,1 Non 
T5 135 2,1 2,8     Oui (1)
T6 296 2,9 5,3 Oui 
(1) l’endommagement est considéré comme identique à celui de l’essai T2 car l’énergie d’impact et l’inclinaison 
du bloc sont identiques. 
tableau IV.6 : comparaison des efforts de percussion et des efforts limites de poinçonnement pour les tests 
T4 à T6 
 
Nous pouvons constater qu’à chaque fois que l’effort de percussion a été supérieur à l’effort 
admissible, un phénomène de poinçonnement important est apparu avec la rupture 
d’armatures d’effort tranchant. La comparaison de ces deux efforts semble donc bien être une 
méthode simple et probante pour vérifier la dalle au poinçonnement. L’utilisation d’un effort 
de percussion efficace semble mieux appropriée par rapport à l’emploi d’un pic d’effort qui 
est difficilement estimable et appliqué durant une durée très faible par rapport au temps de 
contact entre le bloc et la dalle. 
Dans une phase de dimensionnement, il est nécessaire que le calcul de la résistance au 
poinçonnement inclue l’influence d’un chargement dynamique, à savoir un angle de 
fissuration plus important qu’en statique (45° au lieu de 26,6°) et une majoration des limites 
élastiques de l’acier et du béton. Dans le cas de blocs rocheux, la prise en compte d’une 
surface de chargement réduite va dans le sens de la sécurité en minorant l’effort limite. La 
difficulté majeure est d’estimer théoriquement l’effort de percussion, sa valeur dépendant des 
caractéristiques et de l’inclinaison du bloc mais également de la rigidité de la dalle. 
 
Dans la réalité, lors d’un endommagement par poinçonnement, le risque que le bloc passe au 
travers de la dalle semble peu probable vu le taux élevé de ferraillage inférieur et supérieur 
qui jouerait un rôle de « filet ». En revanche, le danger principal est qu’une zone importante 
de béton soit éjecté et tombe sur la voie de circulation. 
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IV.2    ÉNERGIES TRANSFÉRÉES ET DISSIPÉES 
 
Le principe de fonctionnement d’une dalle pare-blocs structurellement dissipante repose 
sur la dissipation de l’énergie d’impact lors du choc et lors de sa mise en flexion. La 
compréhension des mécanismes d’absorption et de dissipation d’énergie se produisant dans 
chacun des éléments de la structure est essentielle afin de dimensionner la dalle. Cette partie 
propose une estimation des différentes énergies intervenant au cours du choc, à savoir : 
• l’énergie transmise à la dalle « Ed » qui se décompose en une énergie cinétique « Ecd » 
et une énergie de déformation « Edefd » échangées au cours des oscillations, 
• l’énergie absorbée par la création d’un cône de poinçonnement « Epoin » lors du 
contact entre le bloc et la dalle, 
• l’énergie cinétique du bloc « Ecbloc » avec une énergie de translation « Ectbloc » et de 
rotation « Ecrbloc », 
• l’énergie absorbée par les appuis fusibles « Eapp ». 
 
L’évaluation des ces énergies sera entreprise à partir des données expérimentales recueillies 
lors des essais T4 et T5 correspondant à des chocs à mi-travée à environ 135 kJ. L’énergie 




IV.2.1    Énergie transmise à la dalle « Ed » 
 
IV.2.1.1    Énergie cinétique « Ecd » 
 
Les capteurs LVDT placés en sous-face de la dalle lors des essais T4 et T5 permettent 
d’obtenir les déplacements de la dalle au cours du temps en neuf points différents. A partir de 
ces mesures, une évolution de la déformée totale de la dalle est estimée à l’aide du logiciel 
Mathlab (figure IV.14) par une interpolation de type Delaunay [SAN, 87]. Un maillage de   











figure IV.14 : modélisation des déplacements expérimentaux de la dalle (a) pour l’essai T4 et (b) pour 
l’essai T5 
 
A partir de cette modélisation, il est ensuite possible de calculer l’énergie cinétique totale de 





1Ec (t)= m v (t)
2 ∑ i       (IV.23) 
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avec ii




i       (IV.24) 
   mi = masse de l’élément 
   vi = vitesse de l’élément i 
   ui = déplacement de l’élément i 
   ∆t = pas de temps 
 
 
IV.2.1.2    Énergie de déformation « Edefd » 
 
La mise en flexion de la dalle, et ses oscillations, se traduisent par une transformation 
d’énergie cinétique en énergie de déformation alors qu’aucun effort n’est appliqué. Lors d’un 
chargement statique ponctuel, l’énergie de déformation de la dalle pour un déplacement « ui » 

















Edef = δW = F du∫  (IV.24) 
0 ui
figure IV.15 : calcul de l’énergie de déformation pour un chargement statique « Fs » 
 
Expérimentalement, il ressort des analyses du chapitre III que la déformée dynamique de la 
dalle a la même allure que la déformée statique à partir d’environ 3,5 ms pour les essais T4 et 
T5. Les déformées ayant même allure, nous pouvons considérer que l’énergie de déformation 
de la dalle est égale à l’énergie de déformation obtenue lors des essais statiques pour un 
déplacement équivalent. Dans cette similitude, les effets de vitesses ne sont pas pris en 
compte mais ils ont uniquement une influence sur la limite élastique des matériaux et non sur 
le module d’Young [BIS, 91]. Sachant que la plastification des armatures est loin d’être 
atteinte, seule une légère approximation sera commise sur le départ de la courbe en minorant 
la limite de rupture en traction du béton. 
La détermination de l’énergie de déformation pour les essais T4 et T5 est effectuée à partir de 
l’essai statique S1 qui présente l’avantage d’avoir une courbe de chargement étendue. Lors de 
cet essai, la dalle était endommagée suite à un « choc exceptionnel » mais les résultats 
expérimentaux du chapitre III.3.5 ont mis en évidence une faible influence sur la raideur 
globale de la dalle. Cet essai a eu lieu au niveau du point d’impact de l’essai T4, excentré par 
rapport à celui de l’essai T5. Cependant, l’analyse expérimentale a montré une importance 
limitée des effets de bords lors des essais statiques. 
 
Le chargement atteint lors de l’essai S1 est de 785 kN et correspond à un déplacement 
maximal de 11,5 mm. Les déplacements maximaux des essais T4 et T5 sont respectivement 
de 19,7 mm et 23,2 mm. Les armatures étant loin de leur plastification (confirmé par l’analyse 
numérique du chapitre V), une approximation polynomiale du 2e ordre de la courbe est 
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figure IV.16 : détermination de l’énergie de déformation à partir de l’essai statique S1 
 
 
IV.2.1.3    Récapitulatif 
 
Les graphiques de la figure IV.17 représentent l’évolution des énergies cinétique « Ecd », 
de déformation « Edefd » et totale « Ed » de la dalle lors de sa mise en flexion initiale. 
L’énergie totale maximale que possède la dalle est de 16 kJ pour l’essai T4 et 22 kJ pour 
l’essai T5, ce qui représente respectivement 16 % et 12 % de l’énergie incidente. 
Sur la figure IV.17–a, deux pics d’énergie cinétique sont visibles correspondant aux deux 
chocs dus à la forte inclinaison du bloc pour le test T4. En revanche, lors du test T5, le bloc 
impactant quasiment à plat, la figure IV.17–b montre un seul pic d’énergie cinétique ce qui 
signifie que l’essentiel de l’énergie est transmis à la dalle lors du premier choc. 
Cette analyse met en évidence que l’énergie d’impact du bloc est transférée à la dalle, lors du 
contact, sous forme d’énergie cinétique et de déformation. Les oscillations de la dalle sont 
ensuite provoquées par un échange entre ces deux énergies. L’énergie totale de la dalle décroît 
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Déformée stat. = 
Déformée dyn. 
12,8 kJ 
Déformée stat. = 
Déformée dyn. 
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IV.2.2    Énergie absorbée lors du poinçonnement de la dalle « Epoin » 
 
Le phénomène de poinçonnement de la dalle tend à éjecter un cône de béton et donc 
absorbe de l’énergie. Les observations expérimentales prouvent que deux degrés 
d’endommagement se présentent, gouvernés par l’état des armatures d’effort tranchant : 
• cas 1 : la contrainte de traction « σs » dans les armatures d’effort tranchant est à la 
limite élastique « σse », sans qu’aucune plastification n’apparaisse, et la limite de 
traction du béton « fbt » est atteinte. Cet état correspond à un phénomène de 
poinçonnement peu marqué ; 
• cas 2 : la limite de traction du béton « fbt » est atteinte et les armatures d’effort 
tranchant atteignent la rupture ce qui prouve un poinçonnement important de la dalle. 
 
La quantification de l’énergie absorbée par la fissuration du béton « Epoin,b », la mise en 
traction des armatures d’effort tranchant « Epoin,c » et le cisaillement des armatures de flexion 
(supérieures et inférieures) « Epoin,f » est effectuée dans ces deux cas. La limite élastique de 
l’acier « σse » est fixée à 700 MPa pour tenir compte des effets de la vitesse. Une limite de 
rupture « εsr » de 20.10-3 et un module d’Young « Es » de 200000 MPa sont adoptés pour les 
armatures. 
 
IV.2.2.1    Énergie dissipée dans la fissuration du béton « Epoin,b » 
 
Le béton, comme la pierre, et beaucoup d’autres matériaux, présente un mécanisme de 
fissuration différent de celui des métaux lors d’un mode de rupture par traction (mode I). Ils 
sont caractérisés par une zone de propagation de la fracture (« Fracture Process Zone : 
FPZ ») dans laquelle le matériau est soumis à de légers dommages [HIL, 76] [MOM, 03]. 
Dans l’acier, un matériau ductile, cette zone est quasiment inexistante car la zone 
endommagée passe directement d’un état élastique à un état plastique. En revanche, dans le 
cas du béton l’écoulement plastique est quasiment inexistant et la zone non linéaire est 
entièrement décrite par une FPZ : ce sont des matériaux quasi-fragiles [BOR, 96] [BOR, 02]. 





















figure IV.18 : structure générale d’une FPZ dans le béton [MOM, 03] 
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Ce modèle est caractérisé par deux énergies de fissuration « GF » et « Gf » [BAZ, 02-a] : 
• « GF », correspondant à l’aire totale sous la courbe contrainte-ouverture de fissure 
(J.m-2), représente l’énergie totale dissipée par mètre carré de plan de fissuration 
lorsque les deux surfaces fissurées sont complètement séparées en un point donné ; 
• « Gf » est représentée par l’aire sous la tangente initiale à la contrainte « σ » prolongée 
jusqu’à l’axe de l’ouverture de fissure « w ». 
 
A partir de tests rapportés depuis 1980, le comité Euro-International du Béton propose dans le 





fG (0,0469d -0,5d 26)
10
⎛ ⎞= + ⎜ ⎟⎝ ⎠
    (IV.25) 
avec fc’ = résistance moyenne du béton à la compression (en MPa) 
  da = diamètre du plus gros granulat (en mm) 
 
Z. P. Bazant [BAZ, 02-b] préconise la formulation (IV.26), à partir d’une base de données de 





f d wG 2,5 1
0,051 11,27 c
−⎛ ⎞ ⎛ ⎞ ⎛ ⎞= α +⎜ ⎟ ⎜ ⎟⎜ ⎟ ⎝ ⎠⎝ ⎠⎝ ⎠
   (IV.26) 
avec α0 = 1 pour les granulats roulés 
α0 = 1,44 pour les granulats concassés 
  w/c = rapport quantité d’eau sur quantité de ciment 
 
Z. P. Bazant propose également l’équation (IV.27) donnant la valeur de l’ouverture de fissure 





=         (IV.27) 
avec  fbt = résistance moyenne du béton à la traction 
  wf = ouverture de fissure à la rupture 
 
Les graphiques de la figure IV.19 comparent les énergies de fissuration « GF » données par la 
formule du CEB-FIP Model et de Z. P. Bazant, avec des granulats concassés, en fonction du 
diamètre du plus gros granulat « da » et de la résistance moyenne à la compression du béton 
« f’c ». La constatation majeure qui en ressort est que le CEB-FIB accorde une plus grande 
influence à « da » que la formulation de Z. P. Bazant. Des écarts de l’ordre de 50 % 
apparaissent dès que « da » est supérieur à 40 mm. Les différences avec la variation de « fc’ » 
restent limitées (inférieures à 13 %) pour des bétons standards avec une résistance à la 
compression comprise en 25 et 45 MPa. 
Au final, l’énergie dissipée dans la fissuration du béton que nous retenons est une valeur 
























































figure IV.19 : comparaison de l’énergie de fissuration « GF » (mode I) obtenue avec le CEB-FIP Model et 
la formulation de Bazant en fonction de « da » et de « fc’ » 
 
Dans le cas 1 ou le cas 2 décrits précédemment, la limite en traction du béton est atteinte. 
Connaissant la surface de fissuration du béton « Sf », correspondant à l’aire du cône de 
poinçonnement (surface inclinée), et l’énergie de fissuration « GF », l’énergie dissipée par la 
fracturation du béton « Epoin,b » est calculée par l’équation (IV.28). 
poin,b f FE =S G         (IV.28) 
Le tableau IV.7 récapitule les énergies de fissuration et dissipées par la fracturation du béton 
lors de la formation d’un cône de poinçonnement pour les zones impactées lors des essais T4 
(zone réparée) et T5. 
 
Caractéristiques dynamiques Energie de fissuration (J.m-2) Essai 





T4 48,2 30 0,5 138 160 149 0,70 100 
T5 40,5 30 0,5 142 127 135 0,70 90 
tableau IV.7 : énergie dissipée lors du poinçonnement par la fissuration du béton pour les essais T4 et T5 
 
IV.2.2.2    Énergie absorbée dans la traction des armatures d’effort tranchant « Epoin,c » 
 
La création du cône de poinçonnement génère une mise en traction des armatures d’effort 
tranchant. La longueur d’armatures mise en traction « lc » est égale à l’épaisseur de la dalle 
moins les couches d’enrobage et l’épaisseur des deux lits d’armatures supérieur et inférieur. 
Les différents calculs effectués considèrent que la fissure inclinée de poinçonnement passe au 
milieu de l’armature. 
 
IV.2.2.2.1    Cas 1 : énergie élastique « Epoin,c1 » absorbée par les armatures d’effort tranchant 
Nous faisons l’hypothèse que la limite élastique des cadres « σse » est juste atteinte au 
milieu de l’armature. Pour déterminer l’énergie absorbée, il est nécessaire de connaître 
l’évolution des contraintes et des déformations le long d’une armature. L’Eurocode 2      
[EC2, 03], dans le chapitre « Ancrage des armatures longitudinales », permet de déterminer la 
longueur d’ancrage « lanc » ou la diminution de la contrainte de traction « ∆σs » le long de 





φ         (IV.29) 
  avec φ = diamètre de l’armature 
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   ∆σs = variation de contrainte le long de l’armature 
   bd 1 2 ctd2, 25 fη ηf =  (contrainte d’adhérence)   (IV.30) 
   η1 = 1 : coefficient lié aux contraintes d’adhérence 





f = α γ       (IV.31) 
   αct = 1 
   γc = 1,15 
   fctk,0.05 = 0,7 fctm
   fctm = résistance moyenne en traction directe du béton 
 
Connaissant « σs », il est possible de déterminer l’évolution des déformations « εs » comme 
indiqué sur la figure IV.20. 
 
σse
σslim = σse - ∆σs
σslim = σse - ∆σs
εse = σse/E 
εslim = σslim/E 
εslim = σslim/E 
lc
















figure IV.20 : évolution des contraintes et des déformations dans une armature d’effort tranchant lorsque 
la limite élastique « σse » est atteinte 
 
L’allongement « ∆lc » est donné par l’équation (IV.32) en intégrant les déformations sur la 





l =2 dx∆ ε∫ s
s
       (IV.32) 
L’énergie « dU » absorbée par un volume unitaire d’armature est obtenue avec l’équation 
(IV.33), ce qui permet de déduire l’énergie totale « Epoin,c1 » absorbée par une armature 
[équation (IV.34)]. 
  s s0dU= d








πφ ∫ U        (IV.34) 
 
IV.2.2.2.2    Cas 2 : énergie « Epoin,c2 » absorbée lors de la rupture des armatures d’effort 
tranchant 
Un raisonnement similaire au précédent est appliqué en considérant un comportement bi-
linéaire de l’armature avec une limite de rupture « σsr » et un allongement à la rupture « εsr » 
ayant pour valeur : 
• σsr = 1,08 σse (d’après l’Eurocode 2), 
• εsr = 20.10-3. 
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σslim = σse - ∆σs
σslim = σse - ∆σs
εse = σse/E 
εslim = σslim/E 
εslim = σslim/E 
lc
Déformation εsContrainte σs





εse = σse/E σse
x 
figure IV.21 : évolution des contraintes et des déformations dans une armature d’effort tranchant lorsque 
la limite de rupture « σsr » est atteinte 
 
Les allongements « ∆lanc1 » et « ∆lanc2 », respectivement des longueurs « lanc1 » et « lanc2 », lors 
de la rupture de l’armature sont donnés par les équations (IV.35) et (IV.36). La somme de 





l = 2 dx∆ ∫ ε
xε  






l = 2 d∆ ∫       (IV.36) 
Les énergies absorbées « Eanc1 » et « Eanc2 » par les allongements respectifs « ∆lanc1 » et 






E = 2 dU
4







E = 2 dU
4
πφ ∫        (IV.38) 
L’énergie totale « Epoin,c » absorbée par une armature est donnée par la somme de ces deux 
quantités. 
 
IV.2.2.2.3    Applications numériques 
 
Le tableau IV.8 récapitule les énergies absorbées par les armatures d’effort tranchant 
coupant la fissure du cône de poinçonnement pour les tests T4 et T5. Au total, 34 armatures 
sont sollicitées sur une longueur « lc » de 0,174 m. 
 








(x10-3) ∆lc1 ∆lc2 ∆lc Eanc1 Eanc2 Epoin,c
1 7,9 - 424 2,1 - - 0,49 - - 371 T4 10 
2 7,9 17,6 480 2,4 0,41 0,41 0,82 326 901 1227
1 7,1 - 390 2,0 - - 0,47 - - 230 T5 8 
2 7,1 15,7 446 2,2 0,41 0,37 0,78 201 514 715 
tableau IV.8 : énergies absorbées lors du poinçonnement par les armatures d’effort tranchant pour les 
essais T4 et T5 
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Nous pouvons constater, que pour les essais T4 et T5, la plastification des armatures engendre 
un triplement de l’énergie absorbée. L’augmentation de la section des armatures (HA 8 au lieu 
de HA 10) provoque un accroissement de 61 % de l’énergie totale absorbée en élasticité    
(cas 1) et de 72 % lorsque la rupture est atteinte (cas 2). 
 
 
IV.2.2.3    Énergie absorbée dans le cisaillement des armatures de flexion « Epoin,f » 
 
L’éjection du cône de poinçonnement engendre un cisaillement des armatures de flexion 
sur une longueur expérimentale « lf » d’environ 5 cm (figure IV.22-a). D’après Timoshenko 
[TIM, 53] [TIM, 70], il est possible de calculer l’énergie de déformation emmagasinée dans 
un élément soumis au cisaillement pur (figure IV.22-b) par la méthode employée dans le cas 




















figure IV.22 : (a) longueur d’armature cisaillée pour l’essai T6 et (b) schéma du cisaillement pur d’une 
barre 
Une contrainte moyenne de cisaillement « τmoy » est considérée dans l’armature. Elle est 
obtenue par l’équation (IV.39) calculée à partir du cercle de Mohr des contraintes et en 












⎡ ⎤⎛ ⎞σ ⎛ ⎞τ = −⎢ ⎥⎜ ⎟⎜ ⎟⎜ ⎟π ⎝ ⎠⎢ ⎥⎝ ⎠⎣ ⎦∫ ∫ x dy    (IV.39) 
En considérant une limite élastique σ1 = σse, la contrainte limite moyenne élastique de 




τ = σ         (IV.40) 
 
σ
















figure IV.23 : cercle de Mohr dans le cas d’un chargement uniaxial en traction 
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Les armatures longitudinales étant soudées aux armatures d’effort tranchant, le déplacement 
« δ » est pris égal à l’allongement « ∆lc » d’un cadre ou d’une épingle (figure IV.24). Dans 
















figure IV.24 : déplacement vertical « δ » des armatures longitudinales 
 
L’allongement limite élastique de cisaillement « δél » est déterminé par l’équation (IV.41), en 
considérant une déviation d’un angle « γ » (figure IV.22-b) très petit. 
él él flδ = γ         (IV.41) 
avec moy,élél G




= +        (IV.43) 
νs = 0,3 : coefficient de Poisson de l’acier 
 
Les résultats du tableau IV.9 prouvent que dans le cas 1 et le cas 2 (décrits en début de 
paragraphe), les armatures longitudinales atteignent leur déplacement limite élastique « δél ». 




poin,f moy,élE 4 2
δπφ ⎛= τ δ −⎜⎝ ⎠
⎞⎟      (IV.44) 
Les énergies dissipées pour l’ensemble des armatures longitudinales inférieures et supérieures 
cisaillées, d’aire totale « Af », sont données dans le tableau IV.9. 
 
Cas 1 Cas 2 Essai Af (cm2) τmoy,él (MPa) δél (mm) δ (mm) Epoin,f (J) δ (mm) Epoin,f (J) 
T4 63 263 0,17 0,49 668 0,82 1222 
T5 63 263 0,17 0,47 644 0,78 1147 
tableau IV.9 : énergies absorbées lors du poinçonnement  par le cisaillement des armatures inférieures et 
supérieures pour les essais T4 et T5 
 
IV.2.2.4    Récapitulatif des différentes énergies 
 
Le tableau IV.10 présente les énergies absorbées lors du poinçonnement de dalle par la 
fissuration du béton, la mise en traction des armatures d’effort tranchant et le cisaillement des 
armatures de flexion (armatures inférieures et supérieures). 
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« Epoin,b » 
Armatures d’effort 
tranchant « Epoin,c »
Armatures de 
flexion « Epoin,f » 
Energie 
Totale 
« Epoin » (J)
1 100 371 668 1139 T4 0,26 x 0,26 = 0,07 2 100 1227 1222 2549 
1 90 230 644 964 T5 0,26 x 0,26 = 0,07 2 90 715 1147 1952 
tableau IV.10 : énergie absorbée par la formation d’un cône de poinçonnement pour les essais T4 et T5 
 
L’énergie maximale absorbée par la création d’un cône de poinçonnement est de 2,5 kJ pour 
T4 et 1,95 kJ pour l’essai T5. Entre 50 % (test T4) et 70 % (test T5) de cette énergie est 
absorbée par le cisaillement des armatures longitudinales inférieures et supérieures. L’énergie 
dissipée par la fracturation du béton représente une part très faible avec 0,1 kJ pour l’essai T4 
et 0,09 kJ pour le test T5. Le fait d’atteindre la rupture des armatures d’effort tranchant (cas 2) 
absorbe respectivement une énergie plus de deux fois supérieure par rapport à une sollicitation 
des armatures à leur limite élastique (cas 1). 
L’étude expérimentale a montré que, pour l’essai T4, aucune armature n’avait atteint la 
rupture (cas 1) contrairement à l’essai T5 où plusieurs armatures avaient rompu (cas 2). Les 
énergies absorbées par poinçonnement lors de ces deux chocs sont donc les suivantes : 
• essai T4 : 1,1 kJ, 
• essai T5 : 1,95 kJ. 
 
 
IV.2.3    Énergie cinétique du bloc « Ecbloc » 
 
Avant l’impact, le bloc possède uniquement une énergie cinétique de translation qu’il 
vient transférer en partie à la dalle lors du choc. Ensuite lors de son éjection, il conserve une 
part d’énergie qui se décompose en énergie cinétique de translation et de rotation. De plus, 
lors de l’impact, une partie de l’énergie incidente est également dissipée dans la fracturation 
du bloc. Cette quantité est néanmoins négligeable vu les valeurs d’énergie de fracturation, de 
l’ordre de 90 J.m-2, et des faibles surfaces de fracturation « Sf » du bloc (en négligeant la 















Sf ≈ 0,10 m² Sf ≈ 0,20 m² Sf ≈ 0,03 m² 
Surface de fracturation totale ≈ 0,33 m²
figure IV.25 : fracturation du bloc après l’essai T2 
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IV.2.3.1    Énergie cinétique de translation « Ectbloc » 
 
Les vitesses du bloc pour les essais T4 et T5 sont estimées avec les graphiques de la 
figure IV.26 obtenus grâce aux images de la caméra ultra-rapide. Contrairement aux 
graphiques utilisés pour déterminer l’effort de percussion (paragraphe IV.1.1.1), ces graphes 
donnent la distance totale, et non plus uniquement verticale, du centre de gravité du bloc par 
rapport à la dalle au repos (au niveau du point d’impact). Les composantes verticales et 
horizontales du déplacement du bloc sont donc considérées. 
Par dérivation, les vitesses d’impact « vb0 » et d’éjection « vb2 » sont calculées. Pour le test 


































































figure IV.26 : déplacement du centre de gravité du bloc (a) pour l’essai T4 et (b) pour l’essai T5 
 




1Ect = m v
2
       (IV.45) 
  avec mb = masse du bloc 
   vb = vitesse du bloc 
 
Le tableau IV.11 regroupe les différentes vitesses et énergies calculées pour les tests T4 et T5. 
 
Essai mb (kg) Phase vb (m.s-1) Ectbloc (kJ) 
Impact (vb0) 24,4 140 
Intermédiaire (vb1) 14,2 47,4 T4 470 
Ejection (vb2) 4,5 4,8 
Impact (vb0) 23,5 126 T5 455 Ejection (vb2) 3,1 2,2 
tableau IV.11 : énergie cinétique de translation du bloc « Ectbloc » 
 
Les écarts entre l’énergie théorique d’impact, calculée à partir de la hauteur de chute du bloc, 
pour les essais T4 et T5, avec respectivement de 138 kJ et 134 kJ, sont dus aux imprécisions 
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IV.2.3.2    Énergie cinétique de rotation « Ecrbloc » 
 
La vitesse de rotation du bloc avant l’impact est nulle puisque le système de lâcher de 
bloc ne crée quasiment aucun mouvement parasite. Le bloc est donc en translation. En 
revanche, lors de son éjection, les films de la caméra ultra-rapide montrent que le bloc tourne 
sur lui-même. La vitesse de rotation « ωb » est difficile à estimer car l’impact n’a été filmé 
qu’avec une seule caméra et nous ne possédons pas une vue tridimensionnelle de l’éjection. 
Cependant, afin de quantifier cette vitesse pour les essais T4 et T5, nous avons mesuré le 
temps mis par le bloc pour faire un demi-tour (figure IV.27). 
Pour l’essai T4, la vitesse de rotation du bloc entre le premier et deuxième impact est 
déterminée à partir des images de la caméra ultra-rapide. Un angle d’inclinaison du bloc de 
























t = 345 mst = 0 ms t = 365 ms
b π π 
figure IV.27 : rotation du bloc après son éjection (a) pour l’essai T4 et (b) pour l’essai T5 
 
Une fois les vitesses de rotation estimées, l’énergie cinétique de rotation « Ecrbloc » est 
calculée par l’équation (IV.46). 
2
bloc G b
1Ecr = I ω
2







       (IV.47) 
 a = demi-longueur de l’arrête du bloc 
 
Les vitesses « ωb » et les énergies cinétiques de rotation « Ecrbloc » des essais T4 et T5 sont 
données dans le tableau IV.12. 
 











Intermédiaire π/9 11 31,73 13,3 T4 470 26,35 Ejection π 365 8,61 1,0 
T5 455 25,51 Ejection π 345 9,11 1,1 
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IV.2.3.3    Récapitulatif 
 
Le tableau IV.13 regroupe les variations d’énergie cinétique du bloc « Ecbloc » au cours des 
tests T4 et T5. 
 
Energie cinétique (kJ) Essai Phase de translation « Ectbloc » de rotation « Ecrbloc » totale « Ecbloc » 
Impact 140 0 140 
Intermédiaire 47,4 13,3 60,7 T4 
Ejection 4,8 1 5,8 
Impact 126 0 126 T5 Ejection 2,2 1,1 3,3 
tableau IV.13 : bilan des énergies cinétiques du bloc d’impact pour les essais T4 et T5 
 
Le bloc, après son éjection, conserve une énergie cinétique comprise entre 4 % (essai T4) et 
3 % (essai T5) de son énergie incidente. Cette énergie correspond au rebond du bloc sur la 
dalle ce qui démontre que le choc n’est pas parfaitement mou. La part de l’énergie de rotation 
du bloc est non négligeable puisqu’elle représente 17 % de l’énergie cinétique après éjection 
pour le test T4 et 33 % pour le test T5. 
Pour le test T4, le bloc conserve 44 % de son énergie incidente entre le premier et le deuxième 




IV.2.4    Énergie de déformation des appuis fusibles « Eapp » 
 
En élasticité, l’énergie de déformation d’un tube « Eapp,él » soumis à un effort de 
compression simple « Papp » et s’enfonçant de « δapp » est égale au travail des forces 
extérieures [équation (IV.48)]. 
app,él app app
1E = P δ
2
       (IV.48) 
Lorsque le cloquage d’un appui est atteint, les recherches menées par T. Wierzbicki et S.U. 
Bhat [WIE, 86] montrent que l’énergie de déformation « Eapp » peut être obtenue par la 
formule (IV.49). 




       (IV.50) 
 δe = enfoncement par lobe 
 L0 = hauteur initiale du tube 
 Lr = hauteur résiduelle du tube 
 n = nombre de lobes 
 Pm = charge limite moyenne d’enfoncement (figure IV.28) 
 
La charge limite moyenne d’enfoncement en statique « Pm » a été déterminée 
expérimentalement dans le chapitre III.2.1.3, ainsi que sa valeur en dynamique « Pm,dyn ». Les 
enfoncements des appuis, pour l’essai T4, ont aussi été estimés dans ce chapitre par 
l’intermédiaire d’une modélisation sous le logiciel Robot et des mesures des capteurs d’effort. 
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Les enfoncements des trois appuis cloqués lors du test T3 en rive sont également disponibles. 
L’énergie de déformation des appuis sera donc calculée pour le test T4, représentant un choc 

















figure IV.28 : courbe caractéristique d’un essai de compression sur un tube [WIE, 86] 
 
 
IV.2.4.1    Choc « exceptionnel » en travée – Essai T4 
 
La modélisation ayant révélé qu’aucun appui n’avait été plastifié, l’énergie de 
déformation « Eapp,él » peut donc être calculée à partir de l’équation (IV.48). Le tableau IV.14 
récapitule les efforts et enfoncements maximaux ainsi que les énergies absorbées par une 
ligne d’appui lors du test T4. 
 














1 37,4 0,20 3,7 
2 153,3 0,82 62,9 
3 224,4 1,20 134,6 
4 207,0 1,11 114,9 
5 148,7 0,80 59,5 
6 107,2 0,58 31,1 
7 65,2 0,35 11,4 
8 40,6 0,22 4,5 
9 27,5 0,15 2,1 
10 12,5 0,07 0,4 
11 0,0 0,00 0,0 
   Total = 425 (1) voir schéma ci-contre 
tableau IV.14 : énergie absorbée par une ligne d’appui fusible lors du test T4 
 
Par symétrie, l’énergie totale élastique absorbée « Eapp,él » par les appuis lors du choc T4 est 
d’environ 850 J. L’essai T5 a eu lieu en travée et avec une énergie équivalente : « Eapp,él » 
pour cet essai sera donc aussi considérée comme étant égale à 850 J. 
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IV.2.4.2    Choc « exceptionnel » en rive – Essai T3 
 
L’essai T3 a entraîné le cloquage de trois appuis fusibles. L’énergie dissipée « Eapp » est 
calculée à partir de l’équation (IV.49) et des enfoncements relevés expérimentalement. Le 
tableau IV.15 regroupe les résultats. 
 
Appuis (1) Pm,dyn (kN) δapp (mm) Eapp (kJ) 
10 253 12,5 3,16 
9 253 21,5 5,44 
8 253 12,5 3,16 
   Total = 11,8 (1) voir schéma du tableau IV.14 
tableau IV.15 : énergie dissipée par les trois appuis cloqués lors de l’essai T3 
 
Le cloquage de trois appuis fusibles dissipe une énergie de 11,8 kJ alors que l’enfoncement 
élastique de 22 appuis lors de l’essai T4 n’avait absorbé que 0,85 kJ. Pour les chocs en rive 
l’énergie absorbée par les appuis sollicités dans leur domaine élastique peut donc être 
négligée devant l’énergie dissipée par l’endommagement des appuis cloqués. 
L’endommagement de seulement trois appuis fusibles dissipe 9 % de l’énergie incidente (135 
kJ). Leur capacité d’absorption d’énergie est donc importante et permet de compenser la 
faible énergie absorbée par la mise en flexion de la dalle lors des chocs en rive. 
 
 
IV.2.5    Bilan énergétique 
 
Les énergies calculées dans les paragraphes précédents sont récapitulées dans le tableau 
IV.16. 
 
Énergie (kJ) Désignation Référence Essai T4 Essai T5
Théorique incidente (mgh) Eimp - 138 134 
Transmise à la dalle Ed § IV.2.1 16 22 
Absorbée par poinçonnement Epoin § IV.2.2 1,1 1,95 
Cinétique du bloc après éjection Ecbloc § IV.2.3 5,8 3,3 
Absorbée par les appuis fusibles Eapp,él § IV.2.4 0,85 0,85 
Ecd + Epoin + Ecbloc + Eapp,él Etotale - 23,8 28,1 
Dissipée lors du contact (Eimp - Etotale) Econtact - 114,2 105,9 
tableau IV.16 : bilan énergétique des essais T4 et T5 
 
La part d’énergie absorbée par le poinçonnement de la dalle est relativement faible par rapport 
à l’énergie transférée à la dalle (entre 7 et 9 %). Le poinçonnement est donc un phénomène 
qui peut endommager très fortement la dalle localement mais dissipe peu d’énergie par 
rapport à la mise en flexion de la dalle. Pour des chocs en travée, lorsque les appuis sont 
sollicités en élasticité, leur dissipation d’énergie reste faible avec seulement 0,85 kJ. En 
revanche, leur contribution prend une part importante dès lors que le cloquage apparaît (11,8 
kJ pour un choc en rive). 
Le bilan énergétique révèle qu’une part importante de l’énergie d’impact est dissipée lors du 
contact entre le bloc et la dalle. Les phénomènes se produisant durant cette phase sont 
méconnus et la littérature abordant ces mécanismes de dissipation pour le matériau béton est 
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très limitée. Une liste, non exhaustive, des différents phénomènes se produisant lors de la 
phase de contact est néanmoins établie : 
• Une déstructuration du béton de surface : le volume de béton directement sous la 
surface d’impact est soumis à une pression très sévère et peut être considéré comme 
confiné par le reste du béton de la dalle [BUR, 01]. Un phénomène de compaction se 
produit dissipant de l’énergie par déstructuration du matériau. 
Ce mécanisme est fortement exothermique et une quantification par un équivalent 
calorifique peut être tentée. Expérimentalement, lors du test T6, une augmentation de 
température de 5 K de la surface d’impact de la dalle avait été constatée. La baisse de 
température avait été rapide puisque 5 minutes après le choc la zone impactée avait 
retrouvé sa température initiale indiquant qu’une faible épaisseur de dalle devait être 
concernée. Une estimation donnant uniquement un ordre d’idée de l’énergie « ∆Ech » 
dissipée par ce phénomène peut être effectuée. La montée en température « ∆θ » d’un 
volume de béton « Vbc » ayant pour aire la surface d’impact et une épaisseur 
correspondant à la couche d’enrobage de la dalle est considérée. L’équation (IV.51) 
donne une énergie consommée d’environ 19 kJ. Cette énergie calorifique peut donc 
rapidement prendre des valeurs importantes mais reste difficilement quantifiable. 
ch bc vbE =V ∆θ c∆        (IV.51) 
avec Vbc = 0,07 m² x 0,023 m 
  ∆θ = 5 K 
cvb = chaleur volumique du béton = 2300 kJ.m-3.K-1 
 
• Des frottements internes : des glissements très rapides se produisent entre les 
armatures et le béton ainsi que des frottements béton-béton lors de la création de 
fissures. Ces mécanismes génèrent un échauffement dissipant de l’énergie [LUO, 03]. 
• Une transmission d’ondes élastiques : selon Tillet [TIL, 54] [REE, 85], pour des 
impacts sur des plaques en plastique, l’énergie dissipée sous cette forme dépend des 
constantes élastiques du matériau et est négligeable. 
• Une énergie dissipée due aux comportements viscoélastiques des matériaux de la dalle 
et du bloc et également des patins en néoprène sous les appuis fusibles [KUW, 87] 
[HER, 95] [BRI, 96]. 
• Une émission d’énergie acoustique : le bruit intense généré lors de l’impact diffuse de 
l’énergie. Cette dissipation est néanmoins négligeable devant les autres phénomènes. 
• … 
 
Malgré ses nombreux mécanismes de dissipation, l’énergie cinétique conservée lors de 
l’éjection du bloc prouve que le choc n’est pas parfaitement mou. Un coefficient de restitution 
global calculé à partir des énergies de la dalle et du bloc avant et après éjection, afin de se 
ramener au schéma d’un choc de solides indéformables, peut être estimé. Le coefficient « e » 
donné par l’équation (IV.52) prend en compte les phénomènes dissipatifs lors du choc, par 





Ec -E′ ′        (IV.52) 
avec Ecbloc,0 et Ed,0 = énergies du bloc et de la dalle avant choc, 
 Ecbloc’ et Ed’ = énergies du bloc et de la dalle après éjection. 
 
Une valeur de 0,07 et de 0,14 est trouvée respectivement pour les essais T4 et T5 donnant un 
coefficient moyen de 0,1. 
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IV.3    SYNTHÈSE 
 
Ce chapitre a mis en évidence que l’effort de percussion exercé par le bloc sur la dalle 
durant la phase de contact dépend de nombreux paramètres : rigidité de la dalle, inclinaison 
du bloc, masse et vitesse de l’impacteur. L’analyse expérimentale a néanmoins permis 
d’évaluer, à partir de la variation de la quantité de mouvement du bloc, des temps de contact 
de l’ordre de 3,5 ms et des efforts de percussion compris entre 2,1 et 2,8 MN pour un choc à 
135 kJ à mi-travée. 
Une comparaison avec la résistance au poinçonnement de la dalle calculée par la méthode de 
Menétrey, en prenant en compte les phénomènes dynamiques, a montré qu’un dépassement de 
cette résistance se traduisait par une rupture d’armatures d’effort tranchant. Un moyen 
efficace d’accroître la résistance au poinçonnement est donc d’augmenter le taux d’armatures 
d’effort tranchant. L’utilisation de béton de fibres polypropylènes ou métalliques semble 
également, d’après la littérature, être une méthode efficace. 
 
L’estimation des énergies transférées à la structure prouve que le bloc transmet à la dalle une 
énergie comprise entre 12 et 16 % de son énergie incidente pour un choc a mi-travée. Cette 
énergie se retrouve sous forme d’un échange entre énergie cinétique et de déformation durant 
les oscillations de la dalle. Le phénomène de poinçonnement, bien qu’engendrant des 
dommages locaux importants, absorbe une faible quantité d’énergie par rapport à la mise en 
flexion de la dalle. Les appuis ont une influence dans l’absorption de l’énergie d’impact 
uniquement lorsqu’un cloquage apparaît, c’est-à-dire pour les chocs en rive. 
Cette analyse a également mis en exergue que le choc ne pouvait être considéré comme 
parfaitement mou. Un coefficient de restitution, calculé à partir des énergies de la dalle et du 
bloc avant et après éjection, a été estimé à environ 0,1. 
 
Ce chapitre a permis de quantifier les sollicitations appliquées à la structure et les énergies 
transférées à la dalle lors d’un choc. Ces résultats serviront de référence afin de développer et 
caler des modèles simulant les essais expérimentaux. 
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Cette partie a pour objectif de développer des méthodes et outils afin de dimensionner les 
dalles des pare-blocs structurellement dissipants. Deux modélisations différentes du choc 
entre le bloc et la dalle sont utilisées : un modèle par élément finis et un modèle mécanique 
simplifié. L’idée directrice est de créer des modèles économiques en temps de calcul et 
permettant de tester facilement différentes configurations de dalle. Les résultats fournis 
devront permettre de vérifier la résistance de la dalle au poinçonnement et lors de sa mise en 
flexion. Ce chapitre s’inscrit donc directement dans l’axe d’étude concernant le 
développement de méthodes de calcul simplifiées applicables en bureau d’études. 
 
 
V.1    MODÉLISATION PAR ÉLÉMENTS FINIS 
 
V.1.1    Objectifs et présentation du code de calcul 
 
D’après la bibliographie du chapitre II.1.3.4, les simulations numériques déjà effectuées 
[BER, 04] [HEN, 03] des essais de chocs sur une dalle PSD ont nécessité des modèles 
complexes entraînant des temps de calcul importants. L’objectif de ces modélisations était de 
simuler en détail le comportement de la structure : fissuration de la dalle et du bloc, 
déformations dans chaque armature, comportement des appuis. L’extrapolation de ces 
modèles pour des chocs avec des hauteurs et des positions différentes n’a pas été faite. En 
effet, elles étaient soit trop longues à mettre en œuvre soit impossibles car seule une partie de 
la structure était représentée. 
Concernant les simulations présentées dans cette partie, leur but est d’être simples et peu 
coûteuses en temps de calcul afin de pouvoir tester facilement des chocs en différentes 
positions et avec divers niveaux d’énergie. Les grandeurs caractéristiques recherchées sont 
celles qui permettent de dimensionner la dalle, à savoir : les déplacements maximaux de la 
dalle, les déformations dans les armatures, l’effort de contact exercé par le bloc sur la dalle et 
les réactions d’appuis. Seule la première demi-période de la dalle sera donc étudiée afin de 
limiter les temps de calcul. Cette modélisation devra également permettre d’affiner la 
compréhension des phénomènes se produisant lors du choc et qui ont été mis en évidence 
expérimentalement. De plus ce modèle numérique servira à caler des éléments d’un modèle 
simplifié décrit ultérieurement. 
Le modèle numérique sera dans une première phase calé à partir des tests statiques effectués 
avant et après choc, puis comparé en dynamique aux essais expérimentaux d’impact. Le code 
de calcul à notre disposition est le logiciel ANSYS 7.1 comportant des éléments spécifiques 




V.1.2    Description des modèles numériques 
 
La création d’une simulation numérique sous le logiciel ANSYS passe par la définition 
des paramètres suivants : 
• le type d’élément, qui dépend des caractéristiques mécaniques de l’objet que l’on 
souhaite représenter, 
• les propriétés des matériaux constituant les différents éléments (élasticité, plasticité, 
critère de rupture,…), 
• la géométrie et le maillage de la structure, 
• le type de chargement appliqué et les conditions aux limites, 
• le type d’analyse effectué (dynamique, statique, linéaire, non linéaire,…). 
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Les paramètres choisis pour simuler les essais statiques et de choc sont décrits dans la suite de 
ce paragraphe. Le listing des commandes sous ANSYS pour la simulation de l’essai d’impact 
T5 est fourni dans l’annexe A4. 
 
 
V.1.2.1    Types d’élément 
 
V.1.2.1.1    Dalle et bloc d’impact 
L’élément solide en trois dimensions SOLID65 est utilisé pour modéliser le béton du bloc 
et de la dalle avec ou sans armatures. Il est défini par huit nœuds ayant chacun trois degrés de 
liberté en translation (figure V.1-a). Un taux d’armatures peut être défini dans trois directions 
différentes. L’élément est capable de se déformer plastiquement, de se fissurer dans les trois 
directions, de s’écraser et il peut représenter le fluage. Les armatures peuvent reprendre 
uniquement des efforts de compression ou de traction mais pas de cisaillement. Elles sont 
aussi capables de se déformer plastiquement et de fluer. Les armatures peuvent modélisées 



















figure V.1 : (a) élément béton armé SOLID65 - (b) élément LINK8 et LINK10 [ANS, 98] 
 
V.1.2.1.2    Appuis fusibles 
Les appuis fusibles sont supposés élasto-plastiques parfaits et ils doivent autoriser le 
soulèvement de la dalle. Ils sont représentés par des éléments barre de type LINK8 et LINK10 
mis en série (figure V.2). Les LINK10 travaillent soit en compression soit en traction mais 
jamais en flexion. Le soulèvement des appuis est donc pris en compte en faisant fonctionner 
l’élément uniquement en compression. L’inconvénient est que cet élément a un comportement 
purement élastique. La plastification des appuis est simulée en ajoutant en série un élément 
LINK8 ayant un comportement élasto-plastique et travaillant en compression et en traction. 
Ces deux éléments sont définis par deux nœuds ayant trois degrés de liberté en translation 































LINK8 LINK10 Appui fusible   
figure V.2 : modélisation d’un appui fusible sous ANSYS 
 
V.1.2.1.3    Élément de contact 
Lors de la simulation d’impact, un élément de contact doit être défini afin de représenter 
l’interpénétration des deux corps. Cet élément a une influence importante sur le 
comportement de la structure après choc (choc plus ou moins mou). La surface de contact 
entre le bloc et la dalle est définie par l’élément CONTAC49. L’élément possède 5 nœuds 
ayant chacun trois degrés de liberté en translation. Le contact se produit lorsqu’un nœud de la 
surface « contact » (bloc) pénètre dans la surface « cible » (dalle), comme indiqué sur la 
figure V.3. Une raideur de contact « KN » normale à la surface « cible », est utilisée dans la 














Surface « cible » (dalle) 
Surface « contact » (bloc)
figure V.3 : élément de contact CONTAC49 [ANS, 98] 
 
 
V.1.2.2    Propriétés des matériaux 
 
Le récapitulatif des propriétés des différents matériaux, énumérées ci-après, est donné 
dans le tableau V.2 à la fin de ce chapitre. 
 
V.1.2.2.1    Béton armé de la dalle 
Le modèle du matériau béton permet de prédire la fissuration et l’écrasement d’un 
matériau fragile. Les paramètres d’entrée obligatoires pour le définir sont les suivants : 
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• le module d’élasticité « Eb », 
• la résistance à la compression « fbc », 
• la résistance à la traction « fbt », 
• le coefficient de Poisson « νb », 
• les coefficients de transfert des efforts de cisaillement après ouverture « βt » et re-
fermeture de fissure « βc ». 
 
La courbe contraintes-déformations du béton en compression peut également être définie. A. 
F. Barbosa et al. [BAR, 98] préconisent d’utiliser un modèle multilinéaire isotrope avec un 
critère de plasticité de von Mises plutôt qu’un critère de Drucker-Prager par exemple. 
 
La relation contraintes-déformations (figure V.4-a) est obtenue à partir des résultats des essais 
de compression sur les éprouvettes cylindriques (φ = 16 cm, h = 32 cm) et des relations 





f 1 (k 2)
σ η − η= + − η        (V.1) 
avec c
c1
εη = ε        (V.2) 




ε=       (V.3) 
   Ecm = 30700 MPa : module d’élasticité expérimental du béton 
 fcm = 30 MPa : résistance expérimentale moyenne à la compression du 
béton 
 εc1 = 2,2 0/00 : déformation relative en compression du béton au pic de 
contrainte fcm [tableau 3.1 de [EC2, 03]] 
   εc = déformation relative en compression du béton 











































Le comportement en traction du béton est défini par sa résistance à la traction « fbt », soit 
expérimentalement 2,9 MPa, mais également par un coefficient « Tc » tenant compte de la 
relaxation en traction des contraintes et ayant une valeur de 0,6 par défaut (figure V.4-b). Pour 
notre modèle sous ANSYS, le taux de ferraillage de la dalle expérimentale étant élevé dans 
les couches composées de béton et d’armatures de flexion, la résistance en traction du béton 
n’est pas prise en compte. 
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Le critère de rupture de Willam-Warnke [WIL, 75] utilisé sous ANSYS est défini par une 
surface de rupture illustrée sur figure V.5. La fissuration apparaît quand une contrainte 
principale de traction se trouve sur la surface de rupture. L’écrasement du béton se produit 
quand toutes les contraintes principales sont en compression et sur la surface de rupture. 
Lors de cette étude, si les capacités d’écrasement du béton étaient activées, la dalle atteint la 
rupture prématurément. En effet, l’écrasement du béton commence au niveau des éléments 
sous le point d’application de la charge, entraînant des déplacements importants ne permettant 
plus la convergence vers une solution. Ainsi, que ce soit en dynamique ou en statique, 














figure V.5 : (a) surface de rupture dans l’espace des contraintes principales – (b) surfaces de rupture 
projetées sur le plan σxp et σzp [ANS, 98] 
 
Le coefficient de Poisson du béton est pris égal à 0 uniquement pour des problèmes de 
convergence lorsque l’on atteint la fissuration du béton. La valeur du coefficient de transfert 
des efforts de cisaillement varie entre 0, représentant une fissure parfaitement lisse (aucun 
transfert d’effort de cisaillement), et 1, représentant une fissure rugueuse (effort de 
cisaillement entièrement transféré). D’après de nombreuses études [BAN, 89] [HUY, 94] 
[HEM, 98] [PAD, 01], « βt » est compris entre 0,05 et 0,65 et « βc » est proche de 1. Ce 
paramètre a peu d’influence sur le comportement de la dalle dans nos simulations et pour des 
raisons de convergence « βt » est pris égal à 0,5 et « βc » à 0,9. 
 
Les armatures ont un comportement élasto-plastique parfait (bilinéaire cinématique), 
identique en compression et en traction, avec un module d’Young « Es »de 200000 MPa et 
une limite élastique de 500 MPa. Pour des raisons de convergence, comme l’autorise 
l’Eurocode 2 [EC2, 03], un module plastique « Ep »de 842 MPa est utilisé, représentant la 
pente de la courbe contraintes-déformations après la limite élastique (figure V.6). Le 
coefficient de Poisson des armatures est de 0,3. 
 




Es = 200000 MPa 









figure V.6 : courbe contraintes-déformations des armatures sous ANSYS 
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Le ratio « volume d’acier sur volume de l’élément » est entré dans chaque direction. La 
matrice de rigidité équivalente « [D] », donnée par l’équation (V.4), est : 
[ ] r rn nr c r ri i i
i 1 i 1
D 1 v D v D
= =
⎛ ⎞ ⎡ ⎤ ⎡ ⎤= − +⎜ ⎟ ⎣ ⎦ ⎣ ⎦⎝ ⎠∑ ∑      (V.4) 
avec [Dc] = matrice de rigidité du béton 
 [Dr]i = matrice de l’armature en matériau i 
  = ratio « volume d’acier / volume de l’élément » du matériau i 
(défini au paragraphe V.1.2.3) 
r
iv
 ni = numéro du matériau de l’armature 
 
Pour les essais dynamiques, les limites élastiques de l’acier et du béton sont majorées suivants 
les coefficients donnés au chapitre II.1.2. 
 
V.1.2.2.2    Appuis fusibles 
Le comportement des appuis, représentés par des éléments barre, est défini par leur 
section et leur module d’élasticité expérimental. 
L’analyse du comportement des appuis nécessite une modélisation fine des zones en contact 
avec la dalle. Dans une première phase d’étude des impacts en milieu de travée à 135 kJ, où 
expérimentalement aucun appui ne plastifie, leur comportement est considéré comme 
parfaitement élastique pour des raisons de temps de calcul. Il en est de même pour les 
chargements statiques. 
 
V.1.2.2.3    Bloc d’impact 
Dans l’expérimentation, le bloc d’impact est constitué de béton fortement fretté par des 
armatures. Avec les éléments utilisés, la représentation de ce type de ferraillage est difficile. 
De plus, lors du choc, le bloc s’écaille et s’écrase sur la dalle. La représentation de ces 
phénomènes demande une analyse fine du contact et un maillage très fin du bloc [BER, 04]. 
Dans l’esprit de conserver un modèle numérique relativement simple, le bloc est considéré 
comme infiniment rigide et l’enfoncement virtuel du bloc dans la dalle sera pris en compte par 
le paramètre contact normal « KN ». Un calage de ce paramètre sera donc nécessaire afin 
d’obtenir les bons ordres de grandeur sur les déplacements de la dalle, une raideur infinie 
correspondant à un choc parfaitement élastique. 
 
 
V.1.2.3    Géométrie et maillage 
 
Les dimensions de la dalle complète sont de 4,80 m x 12 m pour 0,28 m d’épaisseur. Les 
essais statiques au centre de la dalle ont été simulés afin de réaliser une partie du calage des 
modèles. Pour des raisons de symétrie, seul un quart est modélisé (figure V.8). Par contre, 
pour les essais dynamiques, l’ensemble de la dalle est modélisé (figure V.9) afin de pouvoir 
effectuer des chocs en n’importe quel endroit de la structure. 
Afin de respecter au mieux les règles usuelles de maillage pour les éléments finis [PRA, 95], 
les éléments sont des parallélépipèdes réguliers avec une base de 0,19 x 0,20 m². Cette taille 
d’élément permet d’obtenir un bon compromis entre le temps de calcul et la précision 
recherchée et d’être inférieure à la longueur caractéristique « Lc » (≈ 0,32 m) d’un élément, 
proposé par A. Hillerborg [équation (V.5)] [HIL, 83]. Généralement, dans la littérature, la 






=         (V.5) 
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avec Eb = module d’élasticité du béton 
 GF = 90 J.m-2 : énergie de fissuration du béton (chapitre IV.2.2.1) 
 fbt = limite élastique en traction du béton 
 
L’épaisseur de la dalle doit être maillée en un nombre suffisant de couches afin de traiter 
correctement la flexion. Le nombre de couches choisi provient d’une pré-étude sur la stabilité 
des résultats ainsi que de la définition du ferraillage composant chacune d’entre elles. En 
statique deux modélisations sont testées (figure V.7) afin de prendre en compte (modèle 6 
couches) ou non (modèle 4 couches) la résistance à la traction des couches de béton 
d’enrobage. En dynamique, seul le modèle 4 couches est utilisé. Dans les deux modèles, 
l’épaisseur totale de la dalle et le centre de gravité des armatures restent identiques, 
conduisant à des taux d’armatures différents. 
Les taux de ferraillage (équation (V.6) et tableau V.1) dans chaque élément sont définis en 
fonction de l’épaisseur de l’élément et des armatures présentes (armatures de flexion et 







=         (V.6) 
avec = taux de ferraillage d’un élément dans la direction i riv
 = volume des armatures d’un élément dans la direction i armaturesiV
































174 mm 280 mm 
Armatures longitudinales HA14 ou HA20 
Armatures transversales HA16 
Béton 
Béton + armatures longitudinales, transversales
et d’effort tranchant 
Béton + armatures d’effort tranchant 
Section réelle Modèle 6 couches Modèle 4 couches
Armatures d’effort tranchant HA8 
figure V.7 : section de la dalle dans le sens transversal modélisée avec les modèles 4 et 6 couches 
 
 
Taux de ferraillage  rivArmature Repère 
6 couches 4 couches 
HA8 8 0,0034 0,0034 
HA14 14 0,0350 0,0138 
HA16 16 0,0659 0,0260 










tableau V.1 : taux de ferraillage dans les éléments 
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Le bloc d’impact est modélisé, conformément à la réalité, par un cube de 0,58 m de coté. Il est 
divisé en 27 éléments ayant pour dimensions 0,193 x 0,193 x 0,193 m3. Une masse volumique 
« ρv » de 2300 kg.m-3 est utilisée afin d’obtenir un bloc de 455 kg. Pour le bloc à facettes de 
810 kg, son volume est considéré comme identique au précédent mais sa masse volumique est 
de 4150 kg.m-3. 
 
V.1.2.4    Chargements et conditions aux limites 
 
En statique, une pression est appliquée sur la face supérieure de l’élément (0,19 x 0,20 
m²) au centre de la dalle. Au préalable, l’accélération de la pesanteur est générée afin de 
représenter les déplacements dus au poids propre de la structure. Un quart seulement de la 
dalle étant modélisé, les déplacements perpendiculaires aux deux plans de symétrie sont 











figure V.8 : modèle statique sous ANSYS 
 
Pour l’analyse transitoire, les essais T1, T5 et T6 sont simulés. La chute totale du bloc est 
modélisée afin de représenter le plus fidèlement possible l’impact. La surface d’impact du 
bloc est considérée comme parfaitement horizontale dans toutes les simulations. Dans une 
première étape, la gravité est appliquée. Durant cette étape, les déplacements aux nœuds du 
bloc sont bloqués afin qu’au départ de sa chute il ait bien une vitesse et une accélération 
nulles. Dans une deuxième phase, les déplacements du bloc sont libérés entraînant sa chute 
avec une accélération de 9,81 m.s-2. De même que pour le modèle statique, les déplacements 











figure V.9 : modèle dynamique sous ANSYS 
 
V.1.2.5    Analyse non linéaire 
 
Dans une analyse statique non-linéaire, la charge totale appliquée est divisée en une série 
de pas de chargement (démarche incrémentale). A la fin de chaque incrément, la matrice de 
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rigidité du modèle est ajustée, afin de tenir compte des évolutions non-linéaires de la raideur 
de la structure, avant de passer à l’incrément suivant. La procédure de résolution retenue est le 
procédé d’équilibre de Newton-Raphson [ANS, 98] qui permet la convergence à la fin de 
chaque pas de chargement tout en restant inférieur aux limites de tolérance. 
Avant chaque solution, l’approche de Newton-Raphson évalue le déséquilibre du vecteur de 
chargement, qui est la différence entre les forces résultantes (efforts correspondant aux 
contraintes dans l’élément) et les efforts appliqués. Ensuite, à partir d’une extrapolation 
linéaire, le programme calcule une nouvelle solution et vérifie la convergence. Si le critère de 
convergence, correspondant au déséquilibre du vecteur de chargement, n’est pas satisfait, il 
est réévalué et la matrice de rigidité est mise à jour et une nouvelle solution est atteinte. La 
procédure itérative continue jusqu’à que la solution converge (figure V.10). 
Pour les calculs dynamiques, une analyse transitoire est effectuée avec un schéma implicite 
















figure V.10 : illustration d’une solution itérative par le procédé de Newton-Raphson dans un système à un 
degré de liberté (3 incréments) [ANS, 98] 
 
Lors de nos calculs, la convergence repose sur les efforts et les déplacements. Dans notre 
étude, la convergence des solutions est difficile à réaliser à cause du comportement non-
linéaire du béton et notamment de la prise en compte de la fissuration. Les limites de 
convergence prises pour les déplacements et les efforts ont été majorées par rapport aux 
valeurs par défaut (0,05 au lieu de 0,005 pour les efforts et 0,5 au lieu de 0,05 pour les 
déplacements) [KAC, 01]. 
 
Les calculs ont été effectués en choisissant la gestion automatique des pas de chargements. Si 
le modèle converge facilement, le programme augmentera le pas d’incrémentation jusqu’à la 
valeur maximale entrée par l’utilisateur. Au contraire, si la convergence est difficile, le pas de 
temps est divisé par deux jusqu’à converger ou atteindre le pas minimal. La rapidité de 
convergence dépend essentiellement du modèle de comportement du béton armé. Des 
difficultés sont rencontrées lorsque les premières fissures apparaissent dans des éléments et 
lors de la plastification des armatures, nécessitant des pas de chargement relativement faibles. 
Pour l’analyse statique, les pas de chargement maximal et minimal sont respectivement de 
1000 et 10 N. Pour l’analyse dynamique, les pas de temps juste avant le contact sont 
d’environ 0,01 ms ce qui permet d’avoir une discrétisation relativement fine lors du contact 
sans être trop coûteuse en temps de calcul puisque la première demi-période d’oscillation 
seulement est simulée. Lors de la chute du bloc, l’incrémentation est plus importante avec des 
pas de chargement de 0,1 s. L’application de la gravité peut être effectuée très rapidement, en 
0,2 ms, car une option (« Timinf, off ») permet de ne pas prendre en compte les effets 
dynamiques transitoires pendant un pas de chargement. 
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V.1.3    Récapitulatif des paramètres introduits 
 
  DYNAMIQUE STATIQUE 






Résolution Newton-Raphson Newton-Raphson 
Géométrie 4,80 m x 12 m x 0,28 m 4 couches dans l’épaisseur 
2,40 m x 6 m x 0,28 m 
6 couches dans l’épaisseur 
Elément 
Solide Æ SOLID65 
7168 éléments 
Parallélépipède régulier de base égale 
à 0,19 x 0,20 m² 
Solide Æ SOLID65 
2304 éléments 
Parallélépipède régulier de base égale 
à 0,19 x 0,20 m² 
Béton 
Eb = 31760(1) MPa ; νb = 0 
fbt = 5,2 MPa 
fbt = 0 MPa (couche béton+armatures 
de flexion) 
fbc = 40,5 MPa 
Compression : multilinéaire isotrope 
Traction : élastique avec relaxation 
βt = 0,5 ; βc = 0,9 
Critère de rupture de William-Warnke
Eb = 31100(1) MPa ; νb = 0 
fbt = 2,9 MPa 
fbt = 0 MPa (couche béton+armatures 
de flexion) 
fbc =30 MPa 
Compression : multilinéaire isotrope 
Traction : élastique avec relaxation 
βt = 0,5 ; βc = 0,9 






νs = 0,3 ; Es = 200000 MPa 
σse = 700 MPa 
Traction et compression : bilinéaire 
cinématique 
Armatures homogénéisées à l’élément 
(« smeared ») 
νs = 0,3 ; Es = 200000 MPa 
σse = 500 MPa 
Traction et compression : bilinéaire 
cinématique 
Armatures homogénéisées à l’élément 
(« smeared ») 
Géométrie Longueur = 0,10 m Section = 616 mm² 
Longueur = 0,10 m 
Section = 616 mm² 
Elément Barre Æ LINK8 en série avec LINK10 







ktub = 186 kN.mm-1
Compression : élastique 
Traction : aucun effort repris 
ktub = 186 kN.mm-1
Compression : élastique 
Traction : aucun effort repris 
Géométrie Cube de 0,58 m d’arrête  
Elément 
Solide type SOLID65 
27 éléments 






νbloc = 0 
Ebloc = 100000 GPa (infiniment rigide)
Compression et traction : élastique 
Bloc 450 kg Æ ρv = 2300 kg.m-3







Elément Contact Æ CONTAC49 KN = 70.106 N.m-1
 
(1) Sous ANSYS, « Eb » doit correspondre
à la pente, au premier point entré, de la
courbe contraintes-déformations. 
Eb rentré 








tableau V.2 : récapitulatif des paramètres et hypothèses des modèles sous ANSYS 
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V.1.4    Simulations des essais statiques 
 
V.1.4.1    Objectifs et hypothèses 
 
Les essais statiques expérimentaux nous permettent de caler certains paramètres 
introduits dans le modèle sous ANSYS : taille des éléments, coefficient de transmission des 
efforts de cisaillement, modèle de comportement du béton. Une fois ces calages réalisés 
aucune modification ne sera effectuée pour la simulation des essais dynamiques. A noter que 
les paramètres intrinsèques aux matériaux (modules d’Young, limites élastiques,..) 
correspondent à ceux obtenus expérimentalement. 
Les essais statiques expérimentaux donnent l’évolution du déplacement de la dalle en fonction 
du chargement appliqué avant et après certains impacts. L’essai S1 sera utilisé car il présente 
comme avantage de donner une courbe de chargement étendue avec un effort maximal 
appliqué de 800 kN. Il a été effectué sur une dalle endommagée par l’essai T2 à 135 kJ mais 
nous avons montré, au chapitre III.3.5, que l’influence se limitait à une diminution de la 
raideur au début du chargement (jusqu’à environ 150 kN). Concernant l’essai S6, effectué 
après le test T6 à 294 kJ, le chargement appliqué est équivalent à celui de l’essai S1. En 
revanche, la dalle était fortement endommagée et nous avons donc préféré ne pas l’utiliser 
pour le calage. 
Les simulations numériques des essais statiques sont effectuées au centre de la dalle afin 
d’utiliser la symétrie de la structure. L’essai S1 n’a pas été réalisé au centre de la dalle mais à 
mi-travée à 3 m d’un bord. Cependant les résultats expérimentaux des essais pratiqués au 
centre et excentrés n’ont pas montré de différences significatives (chapitre III.3.5). En effet, à 
cette distance de l’extrémité de la dalle et pour les flèches atteintes, les effets de bord n’ont 




V.1.4.2    Comparaison avec l’expérimentation 
 
La figure V.11 permet de comparer le déplacement en sous-face de dalle, au niveau du 
chargement, obtenu expérimentalement et avec les modèles numériques composés de 4 ou 6 
couches. Les simulations numériques prennent pour état initial le déplacement de la dalle sous 
son poids propre (de l’ordre de 1 mm au centre de la dalle). 
Le modèle 6 couches donne des résultats très proches de la courbe expérimentale avec des 
écarts, sur les déplacements, inférieurs à 0,5 mm. Le modèle 4 couches, ne représentant pas la 
fissuration par traction du béton d’enrobage, donne une raideur plus faible 
qu’expérimentalement au début du chargement et une surévaluation des déplacements de 
l’ordre de 2 mm pour une charge de 600 kN. La figure V.12-a permet néanmoins de voir que 
les raideurs instantanées du modèle 4 couches et expérimentales sont du même ordre de 
grandeur (environ 55 kN.mm-1) à partir d’un chargement de l’ordre de 200 kN. Or, un des 
paramètres essentiels afin de pouvoir simuler des essais d’impact est d’avoir une raideur de 
dalle conforme à la réalité. 
 
La simulation numérique (modèle 6 couches) des essais statiques montre également que la 
rupture par traction du béton commence à partir d’une charge de 130 kN correspondant à un 
déplacement d’environ 1 mm. Expérimentalement la plastification des armatures ne semblait 
pas avoir été atteinte et effectivement, les valeurs des déformations dans les armatures 
indiquent qu’elle apparaît pour un chargement de 1100 kN, soit un déplacement d’environ 19 
mm. 
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figure V.12 : raideur instantanée de la dalle 
 
En conclusion, le modèle 6 couches représente le plus fidèlement le comportement en statique 
de la dalle avec la prise en compte de la résistance à la traction de la couche de béton 
d’enrobage inférieure contrairement au modèle 4 couches. Cependant, lors des essais 
d’impact, la couche d’enrobage inférieure tend à être expulsée lors du choc et sa résistance à 
la traction, lors de la mise en flexion, est donc limitée. De plus, l’incidence sur les 
déplacements en statique est relativement faible puisque la raideur de la dalle est proche de 
celle obtenue expérimentalement à partir d’un déplacement d’environ 2 mm. 
L’avantage majeur du modèle 4 couches est un gain important en temps de calcul lors des 
simulations dynamiques par rapport au modèle 6 couches. Il a également pour atout important 
d’être plus stable que le modèle 6 couches qui engendre des problèmes de convergence à 
cause de la présence d’éléments de faible épaisseur (23 mm de béton d’enrobage). 
Le modèle utilisé pour simuler les essais d’impact dynamiques sera donc le modèle 4 couches. 
Il permet de représenter correctement le comportement de la dalle, sauf pour les déplacements 
inférieurs à 2 mm ; or, en dynamique, les flèches atteintes sont plutôt de l’ordre de 20 mm. De 
plus le modèle 4 couches est plus stable que le modèle 6 couches et moins coûteux en temps 
de calcul. 
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V.1.5    Simulations des essais d’impact 
 
Les simulations sont menées pour les essais T1 (choc « courant » à 67 kJ), T5 (choc 
« exceptionnel » à 135 kJ) et T6 (choc « hors dimensionnement » à 294 kJ). Pour les deux 
essais T5 et T6 l’endommagement de la dalle par un précédent choc n’est pas pris en compte. 
L’incidence sur le test T5 est relativement faible puisque il a été constaté expérimentalement 
que le choc précédant n’avait pas engendré de plastification des armatures (chapitre III.3.2.1). 
Les données expérimentales disponibles étant importantes pour cet essai, il permettra de caler 
le seul paramètre réglé en dynamique, à savoir la raideur normale de contact « KN ». L’essai 
T5 servira donc de référence et les validations du modèle seront effectuées à partir des 
simulations des essais T1 et T6. 
Concernant l’essai T6, le remplacement des armatures d’effort tranchant de la zone réparée 
n’a pas été intégré. En effet, cette réparation se limite à une faible zone et n’a que peu 
d’influence sur le comportement en flexion puisqu’elle ne fait qu’augmenter la résistance au 
poinçonnement de la dalle. De plus, du fait de l’utilisation d’un élément homogénéisant 
(« smeared ») le béton et les armatures, il ne sera pas possible d’effectuer une analyse poussée 
concernant les armatures d’effort tranchant. 
 
 
V.1.5.1    Essai T5 : impact « exceptionnel » en travée à 134 kJ 
 
V.1.5.1.1    Calage du paramètre de contact « KN » 
Le seul paramètre réglé en dynamique et influençant le comportement de la structure est 
la raideur normale « KN » de l’élément de contact (CONTAC49). Le calage est effectué par 
rapport au déplacement obtenu expérimentalement avec le capteur I placé sous le point 
d’impact. 
Une augmentation de la raideur entraîne un contact plus dur d’où une diminution du temps de 
contact et du déplacement maximal de la dalle. De plus, le bloc conserve une énergie 
cinétique plus élevée après le choc. D’après la figure V.13, la valeur optimale de KN afin 
d’obtenir un déplacement au point d’impact de 23,2 mm (test T5) est de 70 MN.m-1. Cette 
valeur de raideur de contact sera gardée pour toutes les autres simulations. A noter que cette 
raideur est cohérente avec celle préconisée par P. Berthet-Rambaud [BER, 04] pour le logiciel 









































figure V.13 : variation du déplacement au point d’impact en fonction du paramètre de contact « KN » 
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V.1.5.1.2    Comparaison avec l’expérimentation 
La figure V.14 permet de constater que le modèle numérique donne une bonne estimation 
de l’évolution du déplacement en sous-face de dalle au niveau du point d’impact, notamment 
durant la phase de descente. La figure V.15 montre que le phénomène de mise en flexion 
progressive de la dalle est correctement simulé. En effet, transversalement (dans le sens de la 
portée), la déformée dynamique se rapproche de la déformée statique au bout d’environ 4 ms 
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figure V.15 : (a) déformées transversale et (b) longitudinale de la dalle à différents pas de temps obtenues 
sous ANSYS 
 
Conformément aux analyses expérimentales, la mise en mouvement de la dalle engendre un 
pic de déformation dans les armatures inférieures durant les premières millisecondes (figure 
V.16). De plus, des déformations de compression apparaissent dans les armatures plus 
éloignées de l’impact. Les résultats des simulations concordent avec les conclusions 
expérimentales indiquant que la mise en flexion d’une surface réduite de dalle, au début de 
l’impact, sollicite plus fortement les armatures inférieures que lorsque la dalle atteint sa flèche 
maximale. 
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figure V.16 : comparaison des déformations expérimentales et sous ANSYS des armatures inférieures 
pour l’essai T5– J11 à 0,34 m du point d’impact, J13 à 1,15 m et J17 à 1,34 m 
 
Concernant les réactions d’appui, aucune valeur expérimentale n’est disponible pour l’essai 
T5. En revanche, pour l’essai T4, effectué avec une énergie équivalente mais à 3 m d’un bord 
de dalle, la résultante totale avait été estimée au chapitre III.3.4.1. Ces données permettent 
donc d’avoir seulement une estimation des valeurs à obtenir car, en plus, un des capteurs étant 
défectueux en dynamique, sa mesure avait été estimée par linéarisation. Cependant, la figure 
V.17-a indique que les résultantes maximales expérimentale et numérique sont dans les 
mêmes proportions avec respectivement 2080 kN et 2500 kN. 
Numériquement, l’effort de contact exercé par le bloc sur la dalle peut être obtenu en 
sommant les réactions de chaque nœud composant la surface d’impact du bloc. Les valeurs 
obtenues sont à prendre avec précautions car le contact est considéré comme élastique et seul 
l’endommagement de la dalle est pris en compte. L’effort de contact aura donc tendance à être 
majoré et le temps de contact minoré par rapport au contact réel de type élasto-plastique. De 
plus le maillage du bloc et de la zone d’impact est assez grossier. Cependant, la figure V.17-b 
donne un temps de contact de l’ordre de 2,4 ms avec un pic d’effort de 3,3 MN du même 
ordre de grandeur que les valeurs déterminées expérimentalement avec respectivement 3,5 ms 
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btenue expérimentalement (essai T4) et sous ANSYS (essai T5) – 
a surface du bloc sous ANSYS pour l’essai T5 
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L’analyse de cette simulation a permis de valider le modèle pour l’essai T5. Les phénomènes 
dynamiques sont correctement représentés et les déplacements de la dalle ainsi que les 
déformations dans les armatures de flexion correspondent aux résultats expérimentaux. Seul 
l’effort de contact maximal, comme c’était prévisible, est surestimé mais dans des proportions 
raisonnables. 
Le paramètre de contact a été calé par rapport à l’essai T5 et, afin de poursuivre l’exploitation 
du modèle, il est nécessaire d’analyser le comportement de la dalle pour un impact avec une 
énergie différente. Dans les paragraphes qui suivent les essais T1 et T6 sont donc simulés. 
 
 
V.1.5.2    Essai T1 : impact « courant » en travée à 67 kJ 
 
Les résultats expérimentaux disponibles pour cet essai sont les déplacements maximaux 
ainsi que les déformations maximales des armatures inférieures. 
La simulation numérique donne un déplacement maximal de 15 mm (figure V.18-a) voisin de 
la flèche maximale expérimentale de 14,5 mm. La comparaison des déplacements maximaux 
en différents points (figure V.19) montre également une très bonne concordance des résultats 
avec des écarts proches de l’incertitude des mesures. Le modèle semble globalement majorer 
légèrement les valeurs des déplacements. 
La figure V.18-b confirme que les déformations dans les armatures sont correctement 
modélisées avec des allures relativement proches des données expérimentales. Le pic de 
déformation obtenu par le calcul est supérieur à la valeur expérimentale (obtenue par 
moyenne glissante), avec respectivement 1650 µm.m-1 et 1200 µm.m-1, mais reste dans les 



















































figure V.18 : (a) déplacement vertical de la dalle au point d’impact sous ANSYS – (b) Déformations 














figure V.19 : déplacements verticaux en sous face de dalle pour l’essai T1 
Flèche (mm) Point Essai T1 ANSYS Ecart 
A (impact) 14,5 15 + 0,5 
B 12,5 12,9 + 0,4 
C 9 10,5 + 1,5 
D 10 10,9 + 0,9 














 du bord 





C A (pt. impact) 
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La simulation de l’essai T1, en ne changeant aucun paramètre par rapport à la modélisation de 
l’essai T5, prouve la validité du modèle numérique. En effet, il permet de retrouver les 




V.1.5.3    Essai T6 : impact « hors dimensionnement » en travée à 294 kJ 
 
Les données expérimentales lors de cet essai étaient relativement peu nombreuses à cause 
de l’énergie mise en jeu et des dommages probables encourus par la structure et les capteurs. 
La flèche maximale notamment n’avait pas pu être enregistrée et le calcul numérique a donné 
une valeur de 56 mm (figure V.20-a) : la course des capteurs étant de ± 50 mm, l’enlèvement 
des capteurs LVDT a donc été judicieux. 
Expérimentalement, la perte de signal sur une jauge (chapitre III.3.3) laissait penser à une 
plastification des armatures inférieures pendant les premières millisecondes du choc. La 
figure V.20-b, issue du modèle sous ANSYS, confirme cette analyse puisque la limite 



















































figure V.20 : (a) déplacement au niveau du point d’impact et (b) déformation d’une armature inférieure 
dans le sens transversal proche de l’impact sous ANSYS pour l’essai T6 
 
La figure V.21 représente les déplacements maximaux de la dalle et indique que les effets de 


























figure V.21 : déplacements maximaux de la dalle pour l’essai T6 
 
Cette simulation démontre que ce modèle peut être utilisé à des fins prédictives afin de tester 
le comportement de la dalle pour différents niveaux d’énergie. 
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V.1.6    Conclusions 
 
Cette étude numérique sous ANSYS a pour avantage de modéliser simplement la structure. 
Dans une phase de dimensionnement, elle permet de faire varier rapidement les 
caractéristiques principales de la dalle, à savoir son taux de ferraillage, son épaisseur et sa 
portée. De plus, pour simuler une demi-période d’oscillation, les temps de calcul sont 
relativement courts avec environ 5 heures pour un PC équipé d’un microprocesseur Intel 
Pentium à 2,26 GHz. Les caractéristiques principales du comportement global de la dalle 
(déformations des armatures et flèches) sont obtenues avec une précision suffisante pour 
vérifier la résistance en flexion de la structure. 
L’inconvénient de ce modèle est qu’il ne permet pas de quantifier l’endommagement par 
poinçonnement de la dalle. Cependant, l’effort de contact maximal peut être estimé et une 
comparaison statique avec la résistance au poinçonnement de la dalle est possible. Le défaut 
principal est la stabilité du modèle qui nécessite une bonne connaissance du logiciel et des 
types d’éléments afin d’éviter de fréquents problèmes de convergence. 
Un élément important qui reste à développer est l’affinement du comportement des appuis, 
avec notamment la prise en compte des patins en néoprène, afin de pouvoir simuler les chocs 
proches des bords de la dalle. Une étude paramétrique pourra ensuite être menée afin de tester 
divers points d’impact et de localiser la position la plus défavorable pour la dalle et les appuis. 
 
L’utilisation de codes éléments finis en trois dimensions dans les bureaux d’ingénierie en 
génie civil reste malheureusement encore très peu répandue, sauf pour des ouvrages 
exceptionnels. Une perspective possible est l’utilisation de codes éléments finis à deux 
dimensions tels que Eficos [GHA, 98] qui représente la structure par des réseaux de poutres. 
Une autre voie est l’étude de modèles mécaniques simples facilement utilisables en bureau 
d’études. Le but du chapitre suivant est donc de développer un système « masse-ressort-
amortisseur » permettant de représenter le comportement de la dalle expérimentale sous un 
impact. Le modèle numérique réalisé sous ANSYS nous permettra de caler certains 
paramètres de ce modèle. 
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V.2    MODÈLES SIMPLIFIÉS 
 
Les simulations dynamiques ont mis en évidence la nécessité de moyens de calcul 
complexes afin de modéliser les essais d’impact. Le modèle simplifié a pour objectif de 
simuler l’impact d’un bloc sur une dalle à partir de paramètres évalués statiquement, une fois 
les calages effectués. Les résultats fournis devront permettre de vérifier le dimensionnement 
de la structure. Les paramètres d’entrée sont les caractéristiques de la dalle (portée, épaisseur, 
ferraillage) et l’énergie incidente du bloc (masse et vitesse). Les données en sortie seront 
l’effort de contact maximal, afin de vérifier la résistance au poinçonnement de la dalle, et les 
déformations maximales dans les armatures de flexion. Pour cette étude, seuls les chocs en 
milieu de travée seront abordés. 
Le modèle simplifié, qui est actuellement utilisé pour dimensionner les PSD a été développé 
par le bureau d’études Tonello IC et enrichi suite aux campagnes expérimentales. Ce modèle 
sera décrit succinctement puis nous proposerons un nouveau modèle issu des analyses 
expérimentales et des études du CEB [CEB, 88]. 
 
 
V.2.1    Modèle de Tonello 
 
Les dimensionnements sont effectués conformément au BAEL qui est la réglementation 
actuellement en vigueur. Le modèle utilisé par le bureau d’études Tonello IC représente 












M* = masse équivalente de la dalle 
mb = masse du bloc 
vb = vitesse d’impact du bloc 
kd = raideur de la dalle suivant une loi de
comportement élasto-plastique 
kd
figure V.22 : modèle simplifié de Tonello 
 
Le choc est considéré comme parfaitement mou. Le bloc et la masse équivalente de la dalle 
ont donc même vitesse après choc et ne forment plus qu’un seul élément. En appliquant le 
théorème de la conservation de la quantité mouvement et en calculant l’énergie cinétique 
avant et après choc, l’équation (V.7) donnant l’énergie cinétique de la dalle « Ecd » est 







       (V.7) 
  avec Ecbloc = énergie cinétique d’impact du bloc 
*M1
m
+ = coefficient de réduction de l’énergie incidente (limité à une 
valeur de 10 par sécurité) 
 
Lors d’un choc, la vitesse de la dalle est plus élevée au niveau du point d’impact que dans le 
reste de la structure. La masse équivalente de la dalle « M* » correspond à une masse ayant 
une énergie cinétique identique à la dalle et une vitesse égale en tout point à celle du point 
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d’impact « vimp ». Les déplacements de la dalle sont calculés en prenant comme hypothèse 





du1 1 du(x, y)Ec M dx dy
2 dt 2 dt








= ρ ∫∫ dx dy       (V.9) 
avec Ecd = énergie cinétique de la dalle 
uimp = déplacement de la dalle au point d’impact 
 u(x,y) = déplacement de la dalle au point de coordonnées (x,y) 
 ρs = masse surfacique de la dalle 
 
Les calculs de la déformée de la dalle en statique et de la période fondamentale sont effectués 
avec les outils classiques dont dispose un bureau d’études. 
Le poinçonnement de la dalle est pris en compte en comparant l’effort de contact « Fc » avec 
la résistance au poinçonnement donnée par le BAEL [BAE, 91] qui ne prend pas en compte 
les armatures d’effort tranchant. « Fc » est calculé en considérant un contact parfaitement 
plastique et un temps de contact égal au quart de la période fondamentale de la dalle. Durant 
l’impact, la variation de quantité de mouvement du bloc étant égale à l’impulsion, l’équation 





−=        (V.10) 
avec vb = vitesse du bloc avant choc 
vb’ = vitesse du bloc après choc en considérant un choc mou (= vdalle) 
   T = période fondamentale de la dalle 
 
L’application de cette méthode de calcul nécessite un savoir-faire et une expérience 
importante de l’ingénieur. La démarche de conception est itérative et utilise un 
dimensionnement initial à partir de structures déjà construites. De plus, le traitement de points 
particuliers tels que l’espacement et le soulèvement des appuis, la reprise de l’effort tangentiel 
lorsque la dalle est inclinée, requiert une très bonne connaissance du fonctionnement de ce 
type d’ouvrage. 
 
Le modèle développé apportera une intégration des phénomènes dynamiques, notamment la 
mise en flexion progressive de la dalle, mis en évidence par l’analyse expérimentale. 
 
 
V.2.2    Modèle développé 
 
Le principe de base de ce modèle consiste à séparer le problème de choc en deux sous-
modèles ayant des échelles de temps différentes (figure V.23). Le premier modèle représente 
la phase de contact entre le bloc et la dalle durant quelques millisecondes. Le deuxième 
modèle simule les oscillations libres de la dalle durant plusieurs dizaines de millisecondes, en 
utilisant, comme valeurs initiales, les résultats du premier modèle. L’hypothèse est donc faite 
que le bloc percute une fois la dalle et lui transmet une quantité d’énergie la faisant osciller 
librement. Dans la réalité le bloc peut impacter plusieurs fois la dalle, mais dans le cas 
défavorable mais plausible, que le bloc impacte à plat, son énergie est essentiellement 
transmise à la dalle lors du premier contact. 
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Le premier modèle, appelé « contact », permettra d’obtenir l’effort de percussion ainsi que 
l’énergie totale transmise à la dalle à la fin du contact entre le bloc et la dalle. Le deuxième 
modèle, appelé « post impact », donnera les déplacements maximaux atteints par la dalle 
durant la première période d’oscillation. 
 
Déplacement 





« contact » 
Modèle 
« post impact »
 
Modèle « post impact » 
Modèle « contact » 


























figure V.23 : décomposition du modèle simplifié en deux sous-modèles - « contact » et « post impact » 
 
V.2.2.1    Modèle « contact » 
 
V.2.2.1.1    Description générale 
La figure V.24 représente le modèle à deux degrés de liberté décrivant la phase de contact 
entre le bloc et la dalle. Les paramètres utilisés, qui seront calés ou calculés à partir de l’essai 
T5, sont les suivants : 
• « mb » et « vb », respectivement masse et vitesse du bloc, sont les deux paramètres 
d’entrée du modèle, 
• « kc1 » est la raideur élastique de contact à caler à partir du temps de contact 
expérimental. Ce paramètre est intrinsèque à la nature du choc et aux propriétés des 
matériaux en contact, 
• « M1* » est la masse équivalente de la dalle durant le temps de contact ; elle dépend 
des caractéristiques de la dalle, 
• « kd1 » est la raideur de la dalle durant le temps de contact et est intrinsèque à la dalle, 
• « c1 » est un amortissement représentant les phénomènes de dissipation ayant lieu 
durant le contact (voir chapitre IV.2.5) et par le poinçonnement de la dalle, 
• « ub1 » et « ud1 », déplacements du bloc et de la dalle, sont les deux paramètres de 
sortie du modèle. 
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mb = masse du bloc 
M1* = masse équivalente de la dalle 
vb = vitesse du bloc 
ub1 = déplacement du bloc 
ud1 = déplacement de la dalle par 
        rapport à sa position d’équilibre 
kc1 = raideur de contact 
kd1 = raideur de la dalle 
c1 = amortissement 
g 
figure V.24 : modèle mécanique simplifié « contact » 
 
La mise en équation du modèle est donnée par le système (V.11) : 
( ) ( )
( )
b b1 c1 b1 d1
*
1 d1 c1 b1 d1 d1 d1 1 d1
m u +g +k u -u = 0
M u -k u -u + k u +c u = 0
⎧⎪⎨⎪⎩

      (V.11) 
 
Nous n’avons pas mis d’amortisseur en parallèle du ressort « kc1 » car, dans ce cas, l’effort de 
contact obtenu dépendait quasiment uniquement de l’amortissement et évoluait de façon 
hyperbolique d’une valeur démesurée à une valeur nulle. 
 
Les deux paramètres de calage du modèle seront « kc1 », pour l’effort et le temps de contact, 
et « c1 » pour la dissipation d’énergie. 
 
V.2.2.1.2    Raideur « kc1 » 
Le contact réel est certainement de type élasto-plastique avec un palier plastique « Fmax » 
atteint très rapidement, comme expliqué au chapitre IV.1.1. La valeur de « Fmax » conditionne 
énormément le comportement du modèle alors que son estimation théorique est pour l’instant 
problématique. Nous avons donc choisi de conserver une modélisation simple de loi de 
contact et d’évaluer ensuite « Fmax » à partir de la variation de la quantité de mouvement du 
bloc. Par défaut, la raideur de contact sera obtenue en considérant une loi élastique de Hertz 
[équation (V.12)]. 
( 3/ 2c c1 b1 d1F k u u= − )        (V.12) 
 
Le nouveau système (V.13) est ainsi obtenu. 
( ) ( )
( )
3/2
b b1 c1 b1 d1
3/2*
1 d1 c1 b1 d1 d1 d1 1 d1
m u +g +k u -u = 0




    (V.13) 
 
La valeur de « kc1 » est calée à partir de l’essai T5 pour obtenir un temps de contact de 3,5 ms, 
conformément à l’expérimentation. Une fois le contact terminé, c’est-à-dire lorsque ub1 < ud1, 




V   Modélisations numérique et simplifiée des essais 
V.2.2.1.3    Amortissement « c1 » 
Lors du choc, des phénomènes dissipatifs se produisent au niveau du contact entre le bloc 
et la dalle (déstructuration de surface, chaleur,…) et par poinçonnement. Ces différents 
mécanismes sont difficilement dissociables et nous avons décidé de les prendre en compte au 
travers d’un unique paramètre d’amortissement « c1 ». Ce paramètre est donc intrinsèque à la 
nature du contact et, dans une moindre mesure, aux caractéristiques de la dalle pour la 
dissipation due au poinçonnement. Il est calé pour que l’énergie totale de la dalle (énergie 
cinétique + énergie de déformation) soit égale à celle déterminée expérimentalement à la fin 

































Energie de déformation Energie cinétique Energie totale
déformée statique = déformée dynamique
tc=3,5
22 kJ
figure V.25 : évolution des énergies lors du test T5 (chapitre IV.2.1) 
 
V.2.2.1.4    Masse équivalente de la dalle « M1* » et raideur de la dalle « kd1 » 
L’analyse expérimentale et sous ANSYS a mis en évidence le phénomène de mise en 
flexion progressive de la dalle. « M1* » et « kd1 » ne sont donc pas constants au cours du choc. 
Les déformées dynamique et statique ont même allure à la fin du temps de contact qui est 
d’environ 3,5 ms : nous avons déterminé « kd1 » et « M1* » à un temps moyen égal à la moitié 















Dynamique après tc (= 3,5 ms)
Statique 
Dynamique à tc/2 (= 1,75 ms) 
Surface réduite 
figure V.26 : schéma des déformées de la dalle dans le sens transversal à différents pas de temps 
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La surface de dalle réduite mise en flexion est déduite des courbes de déplacements dans les 
sens transversal et longitudinal obtenues sous ANSYS, comme le montre la figure V.27 : une 














figure V.27 : portée réduite (a) dans le sens transversal et (b) dans les sens longitudinal (b) 1,75 ms après 
le contact sous ANSYS – Essai T5 
 
Connaissant la surface réduite de dalle lors de la phase de contact, il est possible de calculer 
sa masse équivalente ainsi que sa raideur. A partir du modèle 6 couches en statique sous 
ANSYS (représentant ¼ de la dalle), une ligne d’appuis est ajoutée afin de représenter la 














figure V.28 : modélisation du chargement statique de la surface réduite sous ANSYS 
 
Un chargement statique est ensuite appliqué permettant d’obtenir la courbe de chargement 
(figure V.29). Pour tenir compte de l’effet de la vitesse sur les matériaux, les limites 
élastiques des armatures et du béton sont majorées par les coefficients donnés au chapitre 
II.1.2. 
La courbe de chargement est ensuite interpolée par deux courbes polynomiales du 3e ordre 
afin d’avoir l’évolution de l’effort statique « Fd1 » en fonction du déplacement            
[système (V.14)]. 
13 3 11 2 8
d1 d1 d1 d1 d1 d1
11 3 9 2 8 5
d1 d1 d1 d1 d1 d1
si u 0,0024 m F (u )=5,94.10  u  - 3,23.10  u  + 8,66.10  u
si u > 0,0024 m F (u )=1,58.10  u  - 7,10.10  u  + 1,98.10  u  + 6,01.10
⎧ ≤ →⎪⎨ →⎪⎩
(V.14) 
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Cette simulation offre également la possibilité de voir que, durant la phase de contact, la 
plastification des armatures apparaît pour un déplacement de 12,5 mm correspondant à un 
effort statique équivalent de 2,28 MN. 
 
La masse équivalente de la dalle « M1* » est calculée à partir de l’équation (V.9) et du 
déplacement de chacun des éléments constituant la dalle. L’équation (V.15) donne une masse 








= ρ ∑        (V.15) 
avec ρv = masse volumique de la dalle (= 2500 kg.m-3) 
 ui = déplacement de l’élément i de la dalle 
 uimp = déplacement de l’élément à la verticale du chargement 




















figure V.29 : courbe de chargement statique pour une portée de 2,80 m obtenue sous ANSYS avec le 
modèle 6 couches 
y = 5,942E+13x3 - 3,225E+11x2 + 8,658E+08x




















M1* = 900 kg
 
V.2.2.1.5    Calage des paramètres « kc1 » et « c1 » 
Le couple de paramètres (kc1, c1) est ajusté, par rapport à l’essai T5, pour obtenir un 
temps de contact entre le bloc et la dalle « tc » de 3,5 ms et une énergie totale dans la dalle à la 
fin du contact « Ed1 » de 22 kJ. Le tableau V.3 montre que « kc1 » a une influence très faible 
sur l’énergie et que « c1 » n’a quasiment pas d’influence sur le temps de contact ce qui permet 
une approche découplée du problème. 
 
kc1 (109 N.m-1) c1 (106 N.s.m-1) tc (ms) Ed1 (kJ) 
1,6 4 21,5 




0,8 3,5 24,6 
0,9 3,5 21,95 2,2 
1 3,54 19,7 
tableau V.3 : influence de « kc1 et « c1 » sur « tc » et « Ed1 » - Essai T5 
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Le calage des deux paramètres est donc très rapide et le couple de valeurs suivant est choisi : 
• kc1 = 2,2.109 N.m-1 
• c1 = 0,9.106 N.s.m-1 
Ces valeurs sont ensuite gardées pour l’ensemble des simulations. 
 
V.2.2.1.6    Résultats fournis par le modèle 
La résolution numérique du système (V.13) est effectuée sous le logiciel Matlab avec la 
fonction « ode41 » reposant sur la méthode d’intégration explicite de Runge-Kutta [DOR, 80]. 
Cette fonction permet de résoudre uniquement des équations différentielles du premier ordre 
nécessitant une formalisation donnée par le système (V.16). Le pas d’intégration est de 
0,01 ms et les résultats sont obtenus quasiment instantanément (pour un temps total de 0,3 s). 








3/ 2c1 d1 d1 1




kv g u u
m
k F (u ) cv u u
M M









    (V.16) 
 
Les résultats obtenus sont l’évolution au cours du temps des déplacements du bloc « ub1 » et 
de la dalle « ud1 » ainsi que leurs vitesses, respectivement « vb1 » et « vd1 ». Les énergies 
cinétique « Ecd1 », de déformation « Edefd1 » et totale « Ed1 » de la dalle peuvent être 





= 2        (V.17) 
d1u
d1 d1 d10
Edef F du= ∫        (V.18) 
d1 d1 d1E Ec Edef= +        (V.19) 
 
L’effort de contact maximal « Fc,max » est estimé à partir de la variation de la quantité de 
mouvement du bloc « Qb » durant le temps de contact « tc » et en considérant un contact 
plastique (figure V.30). « Fc,max » est ainsi calculé à l’aide de l’équation (V.20). [ ]cb b b
c,max
c
t 0 t tm v ( ) v ( )
F
t
= =−=      (V.20) 
  avec vb(t = 0) = vitesse d’impact du bloc 












Résultante de kc1 suivant 












figure V.30 : détermination de l’effort de contact pour le modèle simplifié « contact » 
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En résumé, le modèle « contact » permet d’avoir, à la fin du temps de contact, l’effort de 
percussion exercé par le bloc ainsi que le déplacement et l’énergie totale de la dalle. 
L’organigramme complet du modèle est donné dans le paragraphe V.2.2.3. 
 
 
V.2.2.2    Modèle « post impact » 
 
La phase qui suit le contact entre le bloc et la dalle correspond à une vibration libre de la 
dalle ; elle est décrite par le modèle de la figure V.31. Ses paramètres sont les suivants : 
• « M2* » est la masse équivalente de la dalle (différente de « M1* »), 
• « kd2 » est la raideur de la dalle, 
• « c2 » représente l’amortissement des vibrations de la structure, 
• « ub2 » et « vd2 », respectivement déplacement et vitesse de la dalle, sont les deux 













g M2* = masse équivalente de la dalle 
ud2 = déplacement de la dalle par 
         rapport à sa position d’équilibre 
kd2 = raideur de la dalle 
c2 = amortissement 
g = accélération de la pesanteur 
figure V.31 : modèle mécanique simplifié « post impact » 
 
La mise en équation du modèle est donnée par : 
*
2 d2 2 d2 d2 d2M u c u k u = 0+ +        (V.21) 
 
V.2.2.2.1    Masse équivalente de la dalle « M2* » et raideur de la dalle  « kd2 » 
Les analyses expérimentales et les résultats du modèle numérique sous ANSYS ont 
révélé que la déformée dynamique de la dalle avait la même allure que la déformée statique 
après le temps de contact. La masse équivalente et la raideur de la dalle sont donc déterminées 
en prenant en compte la totalité de la dalle sollicitée sous un chargement statique. La 
modélisation est effectuée sous ANSYS en utilisant le modèle 6 couches et en majorant les 
limites élastiques des armatures et du béton pour prendre en compte les effets de la vitesse. La 
courbe de chargement de la figure V.32 ainsi obtenue permet d’avoir, par approximation, 
l’évolution de l’effort « Fd2 » en fonction du déplacement [système (V.22)]. 
12 3 10 2 8
d2 d2 d2 d2 d2 d2
9 3 8 2 7 5
d2 d2 d2 d2 d2 d2
si u 0,0051 m F (u )=3,70.10  u  - 4,48.10  u  + 2,51.10  u
si u > 0,0051 m F (u )=1,91.10  u  - 5,27.10  u  + 6,12.10  u  + 3,13.10
⎧ ≤ →⎪⎨ →⎪⎩
(V.22) 
 
La plastification des armatures transversales inférieures apparaît pour un déplacement de 28 
mm, soit un chargement statique équivalent de 1,66 MN. 
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y = 3,697E+12x3 - 4,481E+10x2 + 2,510E+08x







































figure V.32 : courbe de chargement statique de la dalle 
 
V.2.2.2.2    Amortissement « c2 » 
L’amortisseur « c2 » représente l’amortissement des vibrations de la dalle lorsqu’elle 
oscille librement. Le coefficient « c2 » peut être calculé en première approximation, pour un 







=        (V.23) 
avec M2* = masse équivalente de la dalle pour le modèle « post impact » 
kd2,moy = 55 kN.mm-1 : raideur moyenne de la dalle après la fissuration 
du béton par traction 
   ζ = 11 % : amortissement expérimental (chapitre III.3.2.1) 
 
Le coefficient « ζ » est de 11 % pour la première période (endommagement de la dalle) puis 
diminue rapidement jusqu’à une valeur de 5%. L’objectif du modèle est de déterminer les 
déplacements maximaux de la structure, c’est-à-dire durant la première période : « ζ » est 
donc pris égal à 11 % même si cela entraîne une surestimation de l’amortissement pour les 
périodes suivantes. 
 
V.2.2.2.3    Paramètres d’entrée « ud2,0 » et « vd2,0 » 
Le modèle « contact » donne le déplacement « ud1,0 » et l’énergie totale de la dalle 
« Ed1,0 » à la fin du temps de contact. Le passage entre les deux modèles repose sur une 
conservation de l’énergie totale de la dalle. La raideur et la masse équivalente évoluant entre 
les deux modèles, il convient de recalculer la part d’énergie cinétique « Ecd2,0 » et de 
déformation « Edefd2,0 » initiale dans la dalle pour le modèle « post impact ». 
« Edefd2,0 » est calculée à partir de l’équation (V.24). 
d1,0u
d2,0 d2 d20
Edef = F du∫        (V.24) 
  Avec « Fd2 » pour une surface totale de dalle prise en compte. 
 
« Ecd2,0 » peut être ensuite déterminée avec l’équation (V.25). 
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d2,0 d1,0 d2,0Ec =E -Edef        (V.25) 







       (V.26) 
 
Le système a donc pour conditions initiales une masse équivalente de dalle « M2* » avec un 
déplacement « ud2,0 » égal à « ud1,0 » et une vitesse « vd2,0 ». 
 
V.2.2.2.4    Résultats fournis par le modèle 
Le système (V.21) est résolu, comme pour le modèle « contact », sous le logiciel Matlab 
car la raideur de la dalle évolue en fonction de son déplacement. Le modèle « post impact » 
donne comme résultat principal l’évolution des déplacements de la dalle au cours du temps. 
La valeur essentielle servant au dimensionnement des armatures est le déplacement maximal 
en flexion permettant de remonter aux déformations dans les armatures. 
 




















































- Effort de contact Fc(2)
- Déplacement à la fin de tc
- Déformations des armatures (3)
- Déplacement maximal
- Déformations des armatures (3)
ζ (1)
Caractéristiques
de la dalle vb et mb
(1) Paramètres calés à partir des résultats expérimentaux 
(2) Dimensionnement au poinçonnement 
(3) Dimensionnement à la flexion 
     Déterminées à partir des déplacements et de la courbe de chargement de la dalle 
figure V.33 : organigramme complet du modèle simplifié développé 
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V.2.3    Simulations des essais expérimentaux 
 
V.2.3.1    Essai T5 : impact « exceptionnel » en travée à 134 kJ 
 
L’ensemble des paramètres du modèle « contact » ayant été calés sur ce modèle, les 
graphiques de la figure V.34 indiquent bien un temps de contact de 3,5 ms et une énergie 
totale de la dalle d’environ de 22 kJ. L’effort de contact, prenant en compte l’hypothèse d’un 
choc plastique, est calculé par l’équation (V.20) et a pour valeur 5 MN. L’effort principal 
déduit de l’analyse expérimentale était d’environ 2,8 MN. Cette différence s’explique par le 
fait que, lors des essais, le bloc impactait plusieurs fois la dalle au cours de sa flexion ; or dans 
le modèle « contact », la totalité de l’énergie est transmise en un seul choc entre le bloc et la 













Fc,max = 5 MN
21,95 kJ 
tca 
figure V.34 : (a) effort de contact et (b) énergie totale de la dalle issus du modèle « contact » - Essai T5 
 
D’après la figure V.35, la vitesse maximale de la dalle ainsi que son déplacement à la fin du 
temps de contact sont respectivement de 6,6 m.s-1 et 13 mm. Ces résultats sont relativement 
proches des données expérimentales avec une vitesse maximale au point d’impact de 7,6 m.s-1 
et un déplacement à la fin de « tc » de 15 mm (chapitre IV.1.1.1.2). Le déplacement obtenu 
par le modèle « contact » indique que les armatures sont sollicitées à la limite de leur 
plastification puisque, d’après la figure V.29, elle intervient pour un déplacement de 12,5 mm. 
Cette constatation est conforme à l’expérimentation puisque durant la phase de contact les 
armatures avaient atteint leur limite élastique (3500 µm.m-1) pour l’essai T4 (5580 µm.m-1) et 
avaient subi des déformations conséquentes (2290 µm.m-1) pour l’essai T5. 
 
tc













figure V.35 : (a) vitesse et (b) déplacement de la dalle issus du modèle « contact » - Essai T5 
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Au vu de ces comparaisons avec l’expérimentation, le modèle « contact » traduit assez 
fidèlement la mise en mouvement progressive et le déplacement de la dalle durant la phase de 
contact. Seul l’effort de percussion est supérieur à l’effort expérimental, ce qui s’explique par 
le fait que le modèle simule un choc unique entre le bloc et la dalle. L’avantage de ce modèle 
est de prendre en compte le phénomène de flexion partielle de la dalle qui engendre les 
déformations les plus importantes dans les armatures. 
Les paramètres d’entrée du modèle « post-impact » sont une énergie totale dans la dalle de 
21,95 kJ et un déplacement initial de 13 mm. 
 
L’évolution des déplacements de la dalle obtenus par le modèle « post impact » est donnée 
par la figure V.36-a. Le déplacement maximal de 22,5 mm est inférieur de 3 % au 
déplacement maximal expérimental au niveau du point d’impact (capteur I) qui est de 23,2 
mm. En traçant l’évolution complète des déplacements donnés par les deux modèles et en la 
comparant aux valeurs fournies par le capteur I (figure V.36-b), nous pouvons constater que 
les modèles simplifiés reproduisent fidèlement la mise en flexion de la dalle. La remontée de 
la dalle est beaucoup moins bien simulée car notre modèle est une simplification à un degré 
de liberté et que la raideur de la dalle est identique au chargement et au déchargement. 
Cependant, le déplacement maximal atteint lors de la remontée de la dalle est correctement 
estimé avec 16,2 mm pour une valeur expérimentale de 15 mm. 
La plastification des armatures transversales est atteinte seulement à partir d’un déplacement 
de 28 mm. La mise en flexion totale de la dalle n’entraîne donc aucun dommage irréversible 








































figure V.36 : (a) déplacement de la dalle avec le modèle « post impact » et (b) comparaison avec 
l’expérimentation sur la première demi-période – Essai T5 
 
Ces comparaisons avec l’expérimentation permettent de conclure que les résultats fournis par 
les modèles simplifiés « contact » et « post impact » représentent correctement le 
comportement de la dalle. Afin de valider les paramètres de calage « kc1 » et « c1 », l’essai T1 
correspondant à un choc « courant » à 67 kJ en partie centrale est simulé. 
 
V.2.3.2    Essai T1 : impact « courant » en travée à 67 kJ 
 
Pour cette simulation, les paramètres du modèle sont inchangés par rapport à la 
modélisation de l’essai T5 ; seule la hauteur de chute du bloc passe de 30 à 15 m. 
Le temps de contact entre le bloc et la dalle est de 3,8 ms alors qu’il était de 3,5 ms pour le 
test T4 (figure V.37-a). « tc » subit donc une augmentation conformément aux commentaires 
dans l’analyse bibliographique : lors d’un choc élastique, pour un bloc de même masse, plus 
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la vitesse d’impact est élevée et plus le temps de contact est court. L’effort de percussion est 



















figure V.37 : (a) effort de contact et (b) énergie totale transmise à la dalle issus du modèle « contact » - 
Test T1 
 
D’après la figure V.38-a, le déplacement atteint par la dalle à la fin de « tc » est de 9 mm ; il 
n’engendre donc aucune plastification des armatures (plastification à partir d’une flèche de 
12,5 mm). 
Le déplacement maximal obtenu par le modèle « post impact » est de 15,4 mm (figure V.38-
b) contre 14,5 mm expérimentalement. La précision des mesures étant de ± 0,5 mm, la flèche 
maximale de la dalle est correctement estimée. De plus, elle est inférieure à la limite de 
plastification des armatures qui correspond à un déplacement de 28 mm. Les déplacements de 
la dalle n’ont donc engendré aucune plastification des armatures conformément aux données 



















figure V.38 : (a) déplacement à la fin du temps de contact issu du modèle « contact » et (b) déplacement 
maximal issu du modèle « post impact » - Test T1 
 
Les grandeurs principales mesurées expérimentalement, à savoir les déformations des 
armatures inférieures et la flèche maximale de la dalle, sont retrouvées par les modèles 
« contact » et « post impact ». La simulation de l’essai T1 a été effectuée sans qu’aucun 
paramètre n’ait varié par rapport à la modélisation du test T5 ce qui prouve la validité des 
modèles. 
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V.2.3.3    Comparaison avec le modèle de Tonello 
 
Le tableau V.4 compare les déplacements maximaux de la dalle obtenus avec le modèle 
développé et par avec modèle simplifié « masse-ressort » utilisé par le bureau d’études 
Tonello IC. 
 
 Déplacement maximal de la dalle (mm) 
 Expérimentation Modèle développé 
Modèle de 
Tonello 
Essai T5 (134 kJ) 23,2 22,5 34 
Essai T1 (67 kJ) 14,5 15,4 23 
tableau V.4 : déplacements maximaux de la dalle donnés avec le modèle développé et avec le modèle de 
Tonello 
 
Il apparaît que le fait de dissocier l’impact en deux sous-modèles et de ne plus considérer le 
choc comme parfaitement mou permet d’avoir une bien meilleure estimation des 
déplacements maximaux atteints par la dalle. 
Nous remarquerons néanmoins que dans le modèle simplifié de Tonello, les déplacements 
sont surestimés ce qui va dans le sens de la sécurité. 
 
 
V.2.4    Perspectives 
 
Les modèles simplifiés « contact » et « post impact » permettent d’obtenir les grandeurs 
caractéristiques nécessaires pour dimensionner une dalle pour un choc en travée. La résistance 
des armatures de flexion est contrôlée grâce à leurs déformations maximales obtenues par 
l’intermédiaire des déplacements maximaux. La vérification de la dalle au poinçonnement est 
effectuée en comparant sa résistance à l’effort de contact maximal. 
 
Un point important du modèle « contact » est la prise en compte d’une surface réduite de la 
dalle durant la phase de contact. Les dimensions de cette surface dépendent essentiellement de 
l’épaisseur de la dalle et de son ferraillage. La portée de la dalle ne doit avoir qu’une 
influence limitée dès lors qu’elle est suffisamment importante (figure V.39). Des 
expérimentations ou simulations numériques avec différentes caractéristiques de dalle 
pourraient  permettre l’obtention d’une formule empirique ou d’abaques. 
 
Influence limitée de la portée
















figure V.39 : schéma représentant l’influence limitée de la portée à partir d’une certaine distance 
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Les courbes de chargement en statique ont été déterminées, par commodité, avec le logiciel 
ANSYS. Cependant des travaux sont actuellement en cours au LOCIE afin d’obtenir ces 
résultats de façon analytique par la théorie des plaques et des multicouches. Pour la phase de 
contact, la surface réduite peut être approchée par une dalle circulaire reposant sur une ligne 
d’appui ponctuelle. 
Dans notre modèle, le paramètre de contact « kc1 » suit la loi élastique de Hertz. Ce paramètre 
dépend principalement des caractéristiques de l’impacteur : forme, volume, masse, nature des 
matériaux. Un affinement de ce paramètre semble nécessaire afin de mieux prendre en compte 
le caractère élasto-plastique du choc. 
La dissipation d’énergie lors du contact et par poinçonnement est représentée par 
l’amortissement « c1 ». Une étude numérique jouant sur les caractéristiques de la dalle 
apparaît nécessaire afin de voir son influence sur la quantité d’énergie transmise à la dalle. 
 
Les deux modèles simplifiés sont une première approche dans le développement de méthodes 
de calcul applicables en bureau d’études. Ils permettent de reproduire correctement les essais 
d’impact sur la dalle expérimentale et de prendre en compte les phénomènes dynamiques. 
Une fois le calage des paramètres de contact et de dissipation effectués, les variables du 
modèle sont déterminées uniquement à partir de modélisations statiques. Un travail 
approfondi sur la sensibilité des différents paramètres est encore nécessaire afin d’extrapoler 
ces recherches à des structures impactées par des blocs rocheux. 
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V.3    SYNTHÈSE 
 
Le modèle numérique développé sous le logiciel ANSYS a pour caractéristique principale 
de modéliser le ferraillage et le béton par un élément unique (« smeared ») de rigidité 
équivalente. Les résultats fournis, sur la première demi-période, reproduisent correctement le 
comportement dynamique de la dalle comparativement aux données expérimentalement. 
L’avantage de ce modèle est d’être économique en temps de calcul et de permettre de tester 
facilement différentes configurations de dalle. En effet les armatures inférieures, dans les 
deux directions, ainsi que les armatures d’effort tranchant sont prises en compte par 
l’intermédiaire de taux de ferraillage qu’il est aisé de faire varier. En contrepartie, son défaut 
est de ne pas reproduire correctement l’endommagement de la dalle par poinçonnement. 
L’effort de contact peut néanmoins être calculé, permettant une comparaison avec la 
résistance au poinçonnement de la dalle. 
 
Dans l’objectif d’aboutir à la mise au point de méthodes de calcul, le développement d’un 
modèle mécanique simple est indispensable. Le prototype développé, destiné à reproduire les 
impacts effectués à mi-travée, a pour concept de base de dissocier la phase de contact entre le 
bloc et la dalle du reste du mouvement de la structure. Les deux modèles engendrés sont de 
type « masse-ressort-amortisseur » avec un ou deux degrés de liberté. Une fois le calage du 
modèle effectué, les différentes variables sont calculées uniquement à partir de simulations 
statiques. Au final, les déplacements maximaux de la dalle ainsi que les efforts de contact sont 
obtenus. La comparaison avec différents tests expérimentaux révèle une bonne concordance 
des résultats. 
Cette modélisation simplifiée est donc une première voie vers une méthode globale de pré-
dimensionnement des pare-blocs structurellement dissipants. Un affinement et une étude de 
sensibilité de certains paramètres reste néanmoins à effectuer pour extrapoler ces recherches à 
la simulation d’impact de blocs rocheux sur des structures réelles. L’utilisation d’un code 
élément finis en trois dimensions apparaît néanmoins nécessaire afin de finaliser le 
dimensionnement après une première approche avec un modèle simplifié. 
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Cette thèse aborde le comportement des structures en béton armé soumises à des impacts à 
faible vitesse au travers de l’étude d’un nouveau concept de structure pare-bloc appelé Pare-
blocs Structurellement Dissipant (PSD). Le concept novateur est de dissiper l’énergie 
d’impact directement dans la dalle en béton armé ou dans ses appuis fusibles et non plus dans 
la couche de matériau amortissant utilisée dans les ouvrages classiques. 
 
Une étude expérimentale sur un modèle à l’échelle 1/3 d’une structure PSD a validé le 
principe de fonctionnement et de réparation. L’analyse des données recueillies, lors des essais 
en milieu de travée, a mis en exergue trois mécanismes d’endommagement de la dalle : la 
déstructuration de surface de la zone d’impact, le poinçonnement et la flexion. Une réparation 
locale, consistant à remplacer la zone de béton fortement fissurée et, si besoin est, les 
armatures, a permis de retrouver les caractéristiques initiales de la dalle. Pour les impacts en 
rive, les dommages majeurs se limitent à un cloquage des appuis fusibles proches du choc. 
Nous avons également mis en évidence, durant les premières millisecondes du choc, que seule 
une surface réduite de dalle est mise en flexion. Ce phénomène engendre des déformations 
dans les armatures longitudinales plus élevées que lorsque la dalle est totalement fléchie et 
atteint sa flèche maximale. Concernant le poinçonnement, il tend à éjecter un cône de béton 
provoquant l’apparition d’une fissure inclinée à 45°, un cisaillement des armatures inférieures 
et supérieures et une mise en traction des armatures d’effort tranchant. 
 
D’autre part les efforts de percussion appliqués à la dalle durant la phase de contact ont été 
déterminés expérimentalement à partir de la variation de la quantité de mouvement du bloc. 
Pour un choc à 135 kJ à mi-travée, les temps de contact sont de l’ordre 3,5 ms et les efforts de 
percussion compris entre 2,1 et 2,8 MN. Les paramètres influençant ces résultats sont la 
rigidité de la dalle, les caractéristiques des matériaux, la masse et la vitesse d’impact du bloc 
ainsi que son inclinaison au moment de l’impact. La comparaison des efforts de percussion 
avec la résistance au poinçonnement de la dalle, déterminée par la méthode de Menétrey, 
montre qu’un dépassement de cette limite se traduit par une rupture d’armatures d’effort 
tranchant et donc à un risque d’éjection locale du béton de la dalle. 
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Ensuite, un bilan énergétique a démontré que, pour un choc à 135 kJ à mi-travée, 12 à 16 % 
de l’énergie incidente du bloc est transférée à la dalle. Cette énergie se retrouve sous forme 
d’un échange entre énergie cinétique et de déformation au cours des oscillations de la 
structure. Il s’est également avéré que l’énergie dissipée par le phénomène de poinçonnement 
est faible vis-à-vis de l’énergie absorbée dans la flexion de la dalle. A partir des énergies 
relatives du bloc et de la dalle avant et après éjection, un coefficient de restitution de 0,1 a été 
estimé. Il apparaît également que les appuis fusibles n’ont une influence dans l’absorption de 
l’énergie d’impact que lorsqu’un cloquage se produit, c’est-à-dire pour les chocs en rive. 
 
En parallèle, des simulations numériques sous un code éléments finis, en modélisant le 
ferraillage et le béton par un élément homogénéisé de rigidité équivalente, ont été réalisées. 
Les résultats obtenus sont tout à fait satisfaisants en reproduisant correctement les 
phénomènes dynamiques lors de la flexion de la dalle et les déformations expérimentales des 
armatures. Seul l’endommagement par poinçonnement n’est pas correctement reproduit mais 
l’effort de percussion maximal peut néanmoins être calculé. L’atout majeur de cette 
modélisation est de pouvoir tester facilement et avec de faibles temps de calcul différentes 
configurations de la dalle (taux d’armatures, portée, épaisseur) dans une phase de 
dimensionnement. Une amélioration envisagée est un affinement du comportement des appuis 
fusibles afin de pouvoir simuler les chocs en rive. 
 
Dans l’objectif de mise au point de méthodes de calcul utilisables en bureau d’ingénierie, un 
modèle mécanique simplifié est développé. Le principe de base consiste à découpler le 
problème en deux sous-modèles : le premier représentant la phase de contact entre le bloc et 
la dalle, le deuxième les oscillations libres de la structure. Ce procédé a pour avantage de tenir 
compte du phénomène dynamique de mise en flexion locale de la dalle en prenant les 
caractéristiques d’une surface de dalle réduite pour le premier modèle. De plus, une fois le 
calage du modèle effectué, les différentes variables sont déterminées uniquement à partir de 
simulations statiques. Au final, les résultats obtenus donnent les grandeurs principales (flèches 
maximales, déformations des armatures de flexion, effort de contact maximal) permettant de 
vérifier le dimensionnement de la dalle. Une étude de sensibilité importante et un calage des 
paramètres pour différentes configurations de dalle et pour des impacts de blocs rocheux 







Ce travail est caractérisé par la mise en évidence de nombreux phénomènes apparaissant 
lors d’impacts à faible vitesse sur des dalles en béton armé. Certains aspects ont été traités 
mais d’autres n’ont pu être abordés par manque de temps ou de moyens. 
 
Premièrement, l’étude énergétique a montré une importante dissipation d’énergie durant la 
phase de contact entre le bloc et la dalle. Une part de cette énergie semble se retrouver sous 
forme de chaleur mais sa quantification reste difficile. Des expérimentations de lâcher de 
blocs couplées à une analyse par thermographie infrarouge sont en projet au sein du LOCIE et 
devraient permettre de répondre à cette interrogation. Toujours durant cette phase de contact, 
une évaluation plus précise de la nature du choc et de l’évolution de l’effort de percussion 
permettrait d’affiner l’expression de la raideur de contact dans le modèle simplifié. 
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L’influence d’une couche amortissante mince, de type béton bitumineux, sur 
l’endommagement de la dalle, notamment pour les chocs « courants », pourrait également être 
regardée. 
 
Deuxièmement, une étude expérimentale du poinçonnement des dalles en dynamique apparaît 
essentielle afin de mieux cerner l’influence de la masse et de la vitesse du bloc sur les 
dommages engendrés. Le degré de sollicitation et l’ordre d’activation des armatures d’effort 
tranchant et de flexion pourraient être également mieux appréhendés. De plus, dans le but 
d’optimiser la résistance de la dalle au poinçonnement, l’utilisation de béton de fibres semble 
être une voie intéressante (notamment pour les réparations) qui mériterait d’être approfondie. 
En parallèle, une étude numérique offrirait la possibilité de développer des modèles 
représentant plus fidèlement ce mode d’endommagement. 
 
Pour finir, de nombreux pare-blocs structurellement dissipants sont actuellement en projet ou 
en cours de construction. L’instrumentation d’un de ces ouvrages, à l’aide de jauges de 
déformations et d’accéléromètres, fournirait des bases de données sur la fréquence des 
impacts et l’endommagement de la dalle. A partir de ces informations et en développant des 
méthodes de calcul inverse pour des chocs sur des dalles en béton armé, la sollicitation 
appliquée à la structure pourrait être retrouvée. 
 
 
En conclusion, en autorisant un « endommagement tolérable » de la structure, les pare-blocs 
structurellement dissipants ouvrent de nombreuses perspectives pour les constructions 
soumises à des sollicitations extrêmes de faibles occurrences. De part leur fonctionnement et 
l’aspect dynamique du chargement, la conception de ces ouvrages sort du cadre des 
réglementations classiques. Les avancées et les propositions exposées dans cette thèse sont 
une première réponse qui permet notamment de mettre en évidence les points restants à 
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ANNEXE A1 : ESSAIS EN LABORATOIRE SUR LE BÉTON 
 
A1.1 Zone courante et blocs d’impact des essais T1 à T3 
 
A1.1.1  Essais de résistance en compression à 28 jours 
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A1.2 Zone réparée et blocs d’impact des essais T4 à T6 
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ANNEXE A3 : POSITIONS DES CAPTEURS – ESSAIS 
D’IMPACT 
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Cette annexe donne le listing des commandes sous ANSYS 7.1 de la simulation de l’essai 
d’impact T5, correspondant à la chute d’un bloc de 470 kg de 37 m de haut au centre de la 

































































!couches 2 et 3 
R,3,2,0.003398,90,90 
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ANNEXE A5 : LISTING DES COMMANDES DU MODÈLE 




Cette annexe donne le listing des commandes sous Matlab du modèle simplifié pour 
l’essai d’impact T5. Les modèles « contact » et « post impact » se décomposent en deux sous-
fichiers : 
• le fichier principal donnant les caractéristiques et paramètres de la simulation, 
• le fichier « système » permettant de résoudre le système d’équations différentielles. 
Les commentaires sont en italiques et précédés du caractère pour-cent « % ». 
 
 
A5.1 Modèle « contact » 
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q0=0; 
E0=quad('59417866991544*x.^3 - 322487880214*x.^2 + 865800206*x',0,2.35457e-3); 
for i=1:length(x2) 
    if x2(i)<2.35457e-3 
    Edef(i)=quad('59417866991544*x.^3 - 322487880214*x.^2 + 865800206*x',0,x2(i)); 
    else 
    Edef(i)=E0+quad('158320243292*x.^3-7101236189*x.^2+197940178*x+600747',2.35457e-
3,x2(i)); 





%Calcul de l’effort de contact élastique 
fc=(x1-x2).^1.5*k1i; 
 































%Calcul de l’effort de contact plastique, du temps de contact « tc », de l’énergie et du déplacement de 
la dalle à « tc » 




    if real(fc(i))>0; 
    var1=real(fc(i+1)+fc(i))/2*pt; 
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    Q=var1+var2; 
    var2=Q; 
    tpsc=i*pt; 










A5.1.2  Fichier« systeme » 
 
function dy=systeme(t,y,k1,m1,m2,c2,g)  
 
if(y(1)<y(2)); 
   k1=0;  
end; 
 
dy = zeros(4,1); 
dy(1) = y(3); 
dy(2) = y(4); 
dy(3) = -g-k1/m1*(y(1)-y(2))^1.5; 
if(y(2)<2.35457e-3) 
    F2=59417866991544*y(2)^3-322487880214*y(2)^2+865800206*y(2); 
else 
    F2=158320243292*y(2)^3-7101236189*y(2)^2+197940178*y(2)+600747; 





A5.2 Modèle « post impact » 
 














%Calcul des conditions initiales : déplacement et vitesse de la dalle 
E0=quad('3696695449633*x.^3-44814040368*x.^2+251020279*x',0,5.12768e-3); 
if xini<5.12768e-3 
   Edef=quad('3696695449633*x.^3-44814040368*x.^2+251020279*x',0,xini); 
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else 


















%Tracé de la vitesse et du déplacement de la dalle 
figure(1); 
plot(te*1000,vit); 











A5.2.2  Fichier « systeme2 » 
 
function dy=systeme2(t,y,k,m,c)  
 
dy = zeros(2,1); 
dy(1)=y(2); 
if y(1)<5.12768e-3 & y(1)>-5.12768e-3 
   if y(1)>=0 
   dy(2)=-(3696695449633*y(1)^3-44814040368*y(1)^2+251020279*y(1))/m-c/m*y(2); 
   else 
   dy(2)=-(3696695449633*y(1)^3+44814040368*y(1)^2+251020279*y(1))/m-c/m*y(2);     
    end; 
else    
   if y(1)>=0  
   dy(2)=-(1905938056*y(1)^3-527059204*y(1)^2+61171275*y(1)+313403)/m-c/m*y(2);  
   else 
   dy(2)=-(1905938056*y(1)^3+527059204*y(1)^2+61171275*y(1)-313403)/m-c/m*y(2);     
   end; 
end; 
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